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1. Einleitung und Zielsetzung 
Der	weltweiten	Luftfahrt	wird	langfristig	(2012‐2031)	eine	jährliche	Wachstums‐
rate	von	4,7	%	[1]	bzw.	5,0	%	[2]	prognostiziert.	Damit	einher	geht	eine	Verdoppe‐
lung	 des	 weltweiten	 Passagier‐	 und	 Frachtaufkommens	 innerhalb	 der	 nächsten	
15‐20	Jahre	[2].	Bezogen	auf	die	Anzahl	an	Passagieren	bedeutet	dies	ein	Anstieg	
von	aktuell	ca.	3	Milliarden/Jahr	(2011)	auf	über	7,5	Milliarden	im	Jahre	2031	[1].	
Um	dieses	Passagieraufkommen	zukünftig	zu	bewältigen	ist	laut	Marktanalyse	von	
Airbus	die	Auslieferung	von	ca.	27500	neuen	Flugzeugen	mit	einer	Sitzanzahl	grö‐
ßer	 100	 bis	 zum	 Jahre	 2031	 notwendig.	 Allein	 der	Wert	 dieser	 neu	 zu	 fertigen	
Flugzeuge	beträgt	 schätzungsweise	3,7	Billionen	US$	 [1].	 Ein	Großteil	 der	Nach‐
frage	ist	den	Wachstumsmärkten	in	Asien,	Südamerika	und	Afrika	zuzuschreiben,	
gleichwohl	auch	den	gesättigten	Märkten	in	Europa	und	Nordamerika	ein	stetiges	
Wachstum	vorhergesagt	wird	[1].	
Aufgrund	des	stetig	wachsenden	Luftverkehrs	und	den	damit	verbundenen	Folgen	
für	 die	 Umwelt	 sind	 2001	 in	 der	 ACARE	 VISION	 2020	 ambitionierte	 Ziele	 zur	
Schadstoff‐	und	Lärmemissionsreduktion	formuliert	worden	[3].	So	beträgt	bereits	
heute	 der	 weltweit	 von	 Menschenhand	 verursachte	 CO2‐Ausstoß	 insgesamt	
33,5	Gt,	wovon	2	%	auf	das	Konto	der	Luftfahrt	 zu	 schreiben	 sind	 [1,	 4].	Da	der	
CO2‐Ausstoß	maßgeblich	für	die	Erderwärmung	(Treibhauseffekt)	verantwortlich	
ist,	wird	bis	2020	eine	Reduktion	von	50	%,	ausgehend	vom	Jahr	2000,	angestrebt	
[5].	 Allein	 das	 Potential	 zur	 Einsparung	 von	 CO2‐Emissionen	 durch	 die	 Optimie‐
rung	der	Flugzeugtriebwerke	wird	auf	15‐20	%	 taxiert	 [5,	6].	Weitere	Ziele	 sind	
eine	 Eingrenzung	 der	 NOx‐Belastung	 um	 80	 %	 sowie	 eine	 Halbierung	 der	
Lärmemissionen	[5].	Noch	einen	Schritt	weiter	geht	die	im	Jahr	2011	von	der	EU	
veröffentlichte	Vision	Flightpath	2050.	In	dieser	wird	bis	zum	Jahr	2050	eine	CO2‐
Reduzierung	von	75	%	festgeschrieben	(ebenfalls	bezogen	auf	das	Jahr	2000)	[7].	
Neben	den	genannten	Umweltaspekten	ist	auch	aus	wirtschaftlicher	Sicht	eine	Re‐
duzierung	des	Treibstoffausstoßes	 erstrebenswert,	 da	 sich	der	 durchschnittliche	
Kerosinpreis,	aufgrund	seiner	Kopplung	an	den	Ölpreis,	im	Zeitraum	von	2006	bis	
2011	mehr	als	verdoppelt	hat	(von	55	US$/Barrel	auf	111	US$/Barrel)	[2].	
In	 den	 Lastenheften	 aktueller	 Entwicklungsprogramme	 für	 zukünftige	 Flugzeug‐
triebwerke	 stehen	 somit	 vor	 allem	 die	 Forderungen	 nach	 einer	 Steigerung	 des	
Wirkungsgrades,	der	Gewichtsoptimierung,	der	Eingrenzung	von	Lärmemissionen,	
einer	Verlängerung	der	Lebensdauer	sowie	der	Reduktion	von	Kosten	im	Vorder‐
grund,	um	die	angestrebten	Ziele	der	Effizienzsteigerung	und	Emissionsreduktion	
zu	erfüllen	[8,	9].	
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Die	 Substitution	 der	 momentan	 im	 Hochtemperaturbereich	 eingesetzten,	 sehr	
schweren	Eisen‐	und	Nickelbasissuperlegierungen	durch	neue,	leichtere	Werkstof‐
fe	 ist	 dabei	 eine	 vielversprechende	 Möglichkeit	 zur	 Gewichtsreduktion	 [10].	 So	
führt	zum	Beispiel	eine	Einsparung	von	1	%	beim	Leergewicht	zu	einem	um	0,5	%‐
1,5	%	geringeren	Treibstoffverbrauch	[5].	Neben	der	generellen	Gewichtserspar‐
nis	 lassen	sich	zudem	die	Ansprechzeiten	von	beweglichen	Komponenten	um	bis	
zu	50	%	steigern	[11].	Als	potentielle	Kandidaten	stehen	zurzeit	die	intermetalli‐
schen	 Phasen	 aus	 TiAl,	 FeAl	 und	 NiAl	 [12,	 13],	 sowie	 faserverstärkte	 Verbund‐
werkstoffe	mit	einer	Metall‐	(MMC)	oder	Keramikmatrix	(CMC)	auf	dem	Prüfstand	
[9,	14].	
Im	Rahmen	dieser	Arbeit	 liegt	der	Fokus	auf	den	Titanaluminid‐Legierungen	auf	
Basis	von	γ‐TiAl	und	α2‐Ti3Al.	Dieser	Werkstoff	vereint	die	Attribute	„leicht,	korro‐
sionsbeständig	 und	 extrem	 fest“,	 weist	 aber	 gleichzeitig	 auch	 eine	 ausgeprägte	
Sprödigkeit	und	geringe	Schadenstoleranz	aus	[9,	12,	13,	15–17].	Ihr	Einsatzpoten‐
tial	bei	moderaten	bis	hohen	Temperaturen	(500°C‐800°C)	 lassen	Titanaluminde	
attraktiv	für	die	Herstellung	von	rotierenden	Turbinenschaufeln	und	Turbinenrä‐
dern	 erscheinen	 [18].	 Die	 vergleichsweise	 schwierige	 Verarbeitung	 des	 zugleich	
sehr	harten	und	spröden	sowie	im	schmelzflüssigen	Zustand	sehr	reaktiven	Werk‐
stoffs	 stellt	 eine	 der	 größten	 Hürden	 bei	 der	 flächendeckenden	 Einführung	 von	
TiAl‐Bauteilen	dar,	unabhängig	davon,	ob	die	Guss‐	Schmiede‐	oder	pulvermetal‐
lurgische	Route	betrachtet	wird	 [13,	19,	20].	 Im	Vergleich	der	drei	Herstellungs‐
verfahren	besitzt	insbesondere	die	near‐net	shape	Gussroute	augenscheinlich	das	
größte	Potential	zur	kosteneffizienten	Fertigung	von	TiAl‐Schaufeln	im	industriel‐
len	Maßstab	 [21–23].	Eine	erfolgreiche	Herstellung	einzelner	endabmessungsna‐
her	TiAl‐Schaufelprototypen	mittels	 Schleuderguss	wurde	bereits	 in	der	Vergan‐
genheit	demonstriert.	Der	Übertrag	auf	einen	industriellen	Standard	blieb	diesem	
Ansatz	aber	bislang	verwehrt	[24–26].	
Ziel	dieser	Arbeit	ist	es,	aufbauend	auf	der	bereits	erlangten	technologischen	Basis	
im	Zuge	der	Herstellung	von	TiAl‐Statoren‐Schaufeln,	eine	stabile,	reproduzierba‐
re	 Prozesskette	 für	 die	 Fertigung	 von	 gegossenen	 near‐net	 shape	 TiAl‐
Niederdruckturbinenschaufeln	(bis	ca.	300	mm	Länge)	für	Flugzeugtriebwerke	zu	
entwickeln	und	damit	den	Grundstein	für	eine	zukünftige	Serienproduktion	zu	le‐
gen.	Hierdurch	kann	das	große	Potential	des	schwierig	zu	prozessierenden	inter‐
metallischen	 Werkstoffs	 in	 ein	 breites	 Anwendungsfeld	 innerhalb	 der	 Luftfahrt	
überführt	werden.	Das	Bauteil,	der	Werkstoff	sowie	die	Prozessschritte	können	in	
diesem	Zusammenhang	 nicht	 isoliert	 sondern	 nur	 als	 Ganzes	 betrachtet	werden	
[24].	
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Abbildung	1‐1	 fasst	 die	 dazugehörigen	 Schwerpunkte	 der	 Technologieentwick‐
lung	zusammen.	Nach	der	grundlegenden	Definition	eines	Gießkonzepts	und	den	
dazugehörigen	 Prozessparametern	 ist	 eine	wesentliche	Herausforderung	 in	 dem	
darauffolgenden	Technologietransfer	auf	ein	speziell	für	die	Herstellung	von	TiAl‐
Bauteilen	entwickeltes	Produktionsaggregat	zu	sehen.	Bei	der	folgenden	umfang‐
reichen	Optimierung	des	Gießvorgangs	liegen	die	Schwerpunkte	auf	dem	Schmel‐
zefluss	bis	zur	Formschale	sowie	der	Formfüllung	der	Kavitäten.	
	
	
Abbildung	1‐1:	Schwerpunkte	der	Technologieentwicklung	 innerhalb	dieser	Arbeit	mit	
Angabe	der	wesentlichen	Ziele	
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Erst	eine	gezielte	Anpassung	des	Prozesses	sowie	der	Anschnitt‐	und	Speisertech‐
nik	 ermöglicht	 die	 Abbildbarkeit	 einer	 komplexen,	 dünnwandigen	 Schaufelgeo‐
metrie	in	Kombination	mit	den	schwer	zu	vergießenden	TiAl‐Legierungen.	Ferner	
ist	 ein	 Tauglichkeitsnachweis	 der	 Keramik	 sowie	 des	 Brennofens	 bezüglich	 der	
Maßhaltigkeit	 für	 eine	 Serienproduktion	 zu	 erbringen	 bevor	 die	 Zusammenfüh‐
rung	sämtlicher	gewonnener	Erkenntnisse	in	einer	Kleinserienproduktion	von	an‐
nähernd	600	Turbinenschaufeln	mündet,	 anhand	derer	die	Prozessstabilität	 und	
Bauteilqualität	bewertet	wird.	Der	Fokus	dieser	Arbeit	 liegt	hierbei	eindeutig	auf	
der	 technologischen	 Entwicklung.	Wirtschaftliche	 Aspekte	 fließen	 daher	 nur	 be‐
grenzt	in	die	Betrachtung	mit	ein.	
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2. Stand der Technik 
2.1. Charakterisierung der γ‐TiAl‐Basislegierungen 
Titanaluminde	 gehören	 zur	 Werkstoffgruppe	 der	 intermetallischen	 Phasen	 und	
wurden	 bereits	 frühzeitig	 als	 attraktive	 Grundlage	 für	 leichte	 Hochtemperatur‐
werkstoffe	erkannt	[12,	27,	28].	Erste	Entwicklungsarbeiten	datieren	aus	den	frü‐
hen	50er	Jahren	des	20.	Jahrhunderts	[29].	In	den	70er	Jahren	lag	der	Forschungs‐
schwerpunkt	 zunächst	 auf	 den	 α2‐Ti3Al‐Basislegierungen.	 Da	 sich	 ihr	 Eigen‐
schaftsprofil	und	der	damit	verbundene	Einsatzbereich	(bis	600°C)	nicht	wesent‐
lich	von	denen	konventioneller	Titanlegierungen	unterscheiden,	blieb	 ihnen	eine	
industrielle	Anwendung	bis	heute	verwehrt.	Mit	dem	Beginn	der	80er	Jahre	rück‐
ten	die	γ‐TiAl‐Basislegierungen	in	den	Vordergrund	des	Interesses	[13,	30].	Neben	
der,	 im	 Vergleich	 zu	 Titanlegierungen,	 reduzierten	 Dichte	 weisen	 γ‐TiAl‐
Basislegierungen	aufgrund	ihrer	hohen	Entordnungstemperaturen	gute	Hochtem‐
peraturfestigkeiten	auf.	Der	hohe	Al‐Gehalt	von	annähernd	50	At.	%	führt	dabei	zu	
einer	beträchtlichen	Oxidationsbeständigkeit	bis	ca.	800°C	[8,	27,	31,	32].	
2.1.1. Begriff der intermetallischen Phase 
Intermetallische	 Phasen	 treten	 bei	 vielen	 binären	 oder	 polynären	 metallischen	
Verbindungen	wie	zum	Beispiel	NiAl,	FeAl	und	TiAl	im	mittleren	Konzentrations‐
bereich	des	Zustandsdiagramms	auf.	Die	Gründe	für	 ihre	Entstehung	sind	vielfäl‐
tig,	 d.h.	 ihr	 Auftreten	 ist	 häufig	 durch	mehrere	Ursachen	 oder	Umstände	 veran‐
lasst.	 Eine	 Tendenz	 zur	 Bildung	 ist	 gegeben,	 sobald	 die	 Hume‐Rothery‐Regeln,	
welche	eine	Voraussetzung	für	die	Bildung	eines	Mischkristalls	darstellen,	teilwei‐
se	 oder	 gar	 nicht	 erfüllt	 werden.	 Grundsätzlich	 weisen	 intermetallische	 Phasen	
zwar	 eine	 geordnete	 Struktur	 auf,	 im	 Gegensatz	 zu	 chemischen	 Verbindungen	
mangelt	es	 ihnen	aber	an	einer	stöchiometrischen	oder	wertigkeitsgerechten	Zu‐
sammensetzung.	 Nichtsdestotrotz	 kann	 einer	 intermetallischen	 Phase	 eine	 defi‐
nierte	Formel	zugeordnet	werden.	Ein	charakteristisches	Merkmal	ist	das	Vorhan‐
densein	eines	endlichen	Homogenitätsbereichs.	Allgemein	gültig	ist,	dass	die	Exis‐
tenz	und	der	Löslichkeitsbereich	von	intermetallischen	Phasen,	die	auch	als	inter‐
mediäre	Mischkristalle	bezeichnet	werden,	durch	die	Lage	ihrer	freien	Enthalpie‐
kurven	 bestimmt	werden.	 Infolge	 dessen	 ist	 der	 Existenzbereich	 einiger	 Phasen	
nur	bis	zu	einer	bestimmten	Temperatur	stabil	[33].	
Liegt	eine	 intermetallische	Phase	vor,	so	 ist	die	Bindungsstärke	zwischen	unglei‐
chen	Atomen	größer	als	bei	Atomen	gleichen	Ursprungs.	Es	bildet	sich	eine	Kris‐
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tallstruktur	aus,	in	der	ein	Atom	bevorzugt	von	ungleichen	Atomen	umgeben	wird.	
Die	spezifische	Struktur	ist	sowohl	von	der	Bindungsstärke	als	auch	der	Bindungs‐
charakteristik	im	Kristall	abhängig	[34].	
Allgemein	wird	zwischen	den	Zintel‐Phasen	(wertigkeitsbestimmte	Phasen),	Laves	
und	 Hägg‐Phasen	 (Phasen	 hoher	 Raumerfüllung)	 sowie	 Hume‐Rothery‐Phasen	
(Phasen	 maximaler	 Elektronendichte)	 unterschieden.	 Eine	 detaillierte	 Beschrei‐
bung	ist	der	entsprechenden	Fachliteratur	zu	entnehmen	[33,	34].	
2.1.2. Das binäre Phasendiagramm TiAl 
Das	 binäre	 TiAl‐Phasendiagramm	mitsamt	 seiner	 thermodynamischen	 Beschrei‐
bung	 bildet	 die	 Grundlage	 für	 die	 Entwicklung	 belastbarer	 thermodynamischer	
Datenbanken	der	γ‐TiAl‐Basislegierungen	[35].	Entscheidend	 für	die	Qualität	der	
Vorhersage	 von	 ternären	 oder	 höheren	 Phasendiagrammen	 ist	 daher	 eine	mög‐
lichst	exakte	und	fundierte	Beschreibung	des	Zweistoffsystems	TiAl	[36].	
In	der	Literatur	werden	oftmals	das	binäre	TiAl‐Phasendiagramm	von	Murray	[37]	
sowie	die	darauf	aufbauende	Ausführung	von	Okamoto	[38]	als	Standardreferenz	
genannt.	Aufgrund	mangelnder	oder	inkonsistenter	Datensätze	zum	Zeitpunkt	ih‐
rer	Erstellung	waren	die	genauen	Verläufe	der	Phasengrenzen	sowie	einzelne	Pha‐
sengleichgewichte	lange	Zeit	umstritten	[39].	Insbesondere	der	verfälschende	Ein‐
fluss	von	gelösten	Störelementen	wie	z.	B.	Sauerstoff	oder	Wasserstoff	 führten	 in	
experimentellen	 Versuchsreihen	 zu	 fehlerhaften	 oder	 widersprüchlichen	 Daten	
[36,	40].	Im	Jahre	2006	haben	Schuster	und	Palm	eine	kritische	Neubewertung	des	
binären	 TiAl‐Phasendiagramms	 vorgenommen,	 um	 alle	 bis	 dato	 gewonnen	 Da‐
tensätze	in	einer	neuen	Fassung	abzubilden	[39].	
Den	 aktuellen	Wissensstand	 spiegelt	 das	 TiAl‐Phasendiagramm	von	Witusiewicz	
et.	al.	wieder.	(siehe	Abbildung	2‐1)	Dieses	basiert	einerseits	auf	den	bestehenden	
Literaturdaten,	deren	Mehrheit	von	Schuster	und	Palm	bewertet	wurde	und	ande‐
rerseits	auf	gezielten	experimentellen	Versuchen	zur	Bestimmung	der	thermody‐
namischen	Eigenschaften.	Diese	wurden	in	einem	weiteren	Schritt	mit	den	model‐
lierten	 Phasengleichgewichten	 des	 Computerprogramms	 Thermocalc	 verglichen	
[35].	Im	binären	TiAl‐Diagramm	treten	eine	Vielzahl	intermetallischer	Phasen	auf.	
Allein	 im	Temperaturbereich	 über	 1000°C	 sind	mit	Hilfe	 von	Röntgenbeugungs‐
aufnahmen,	Differentialthermoanalysen	und	metallographischer	Methoden	sieben	
Phasen	identifiziert	worden	[41].	
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Abbildung	2‐1:	 Das	 binäre	 TiAl‐Phasendiagramm	 [35].	 Es	 spiegelt	 den	 aktuellen	Wis‐
sensstand	 wieder.	 Der	 technisch	 interessante	 Bereich	 der	 γ‐TiAl‐Basislegierungen	 mit	
einer	 Bandbreite	 von	 42‐49	 At.	 %	 Aluminium	 ist	 farbig	 unterlegt	 (Diagramm	 nachge‐
zeichnet	basierend	auf	dem	Original).	An	den	beiden	Flanken	sind	jeweils	die	Einheitszel‐
len	der	α2(Ti3Al)‐Phase	(links)	und	der	γ(TiAl)‐Phase	(rechts)	dargestellt.	Die	am	dichtes‐
ten	gepackten	Ebenen	(0001)	α2	und	(111)	γ	sind	grau	schraffiert	[42]	
Eine	Übersicht	der	wichtigsten	intermetallischen	Phasen	des	gesamten	Zustands‐
diagramms	 in	 der	Ausführung	 von	Witusiewicz	 et	 al.	 ist	Tabelle	2‐1	 zu	 entneh‐
men.	 Im	 technisch	 interessanten	 Bereich	 der	 γ‐TiAl‐Basislegierungen	mit	 einem	
Al‐Gehalt	von	42‐49	At.	%	treten	bei	Raumtemperatur	allein	die	α2	(Ti3Al)‐Phase	
mit	geordneter	hexagonaler	DO19‐Struktur	sowie	die	γ	(TiAl)‐Phase	mit	geordne‐
ter	 tetragonal‐flächenzentrierter	 L10‐Struktur	 auf.	Obwohl	das	 Schwerpunktinte‐
resse	der	γ	(TiAl)‐Phase	gilt,	enthalten	technische	γ‐TiAl‐Basislegierungen	immer	
einen	gewissen	Anteil	an	α2‐Phase	[8,	15].	
Tabelle	 2‐1:	 Übersicht	 der	 wichtigsten	 intermetallischen	 Phasen	 im	 binären	 TiAl‐
Phasendiagramm	[35]	
Symbol	 Bezeichnung	der	Phase	
α2	 Ti3Al
γ	 TiAl
η	 TiAl2
ε	 TiAl3
ζ	 Ti2Al5
‐	 Ti3Al5
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Die	α2‐Phase	ist	zwar,	bedingt	durch	ihre	hexagonale	Kristallstruktur	und	der	da‐
mit	verbundenen	geringeren	Zahl	an	unabhängigen	Gleitsystemen,	deutlich	sprö‐
der	 als	 die	 γ‐Phase,	 hat	 aber	 speziell	 bei	 einem	vorliegenden	Volumenverhältnis	
von	5‐15	%	einen	positiven	Einfluss	auf	die	mechanischen	Eigenschaften	und	das	
Verformungsverhalten	der	Legierung.	Dies	spiegelt	sich	in	Resultaten	von	Festig‐
keitsuntersuchungen	an	einer	Ti	–	48Al‐Legierung	wieder,	bei	denen	mit	der	ge‐
nannten	Bandbreite	des	α2/γ	Volumenverhältnis	die	höchsten	Duktilitäten	erzielt	
wurden	[15].	Der	positive	Einfluss	der	α2‐Phase	beruht	auf	ihrer	höheren	Löslich‐
keit	 für	 interstitiell	 gelöste	 Verunreinigungen	 (O,	 N,	 C)	 gegenüber	 der	 γ	 (TiAl)‐
Phase.	 Letztere	 wird	 dadurch	 sozusagen	 „gegettert“	 und	 deren	 Verformbarkeit	
erhöht	 [43].	Theoretische	Berechnungen	haben	ergeben,	dass	die	 auf	Versetzun‐
gen	 wirkende	 Peierls‐Kraft	 durch	 eine	 geringere	 Verunreinigung	 der	 γ	 (TiAl)‐
Phase	reduziert	wird.	Dies	hat	eine	Steigerung	der	Verformbarkeit	durch	die	Er‐
höhung	der	Versetzungsmobilität	auf	der	einen	und	dem	Auftreten	von	mechani‐
scher	Zwillingsbildung	auf	der	anderen	Seite	zur	Folge	[15,	28].	
γ‐TiAl‐Basislegierungen	mit	einem	Al‐Gehalt	von	bis	zu	49	At.	%	scheiden	mit	Be‐
ginn	 der	 Erstarrung	 primär	 den	 kubisch	 raumzentrierten	 β‐Ti	Mischkristall	 aus.	
Dieser	besitzt	eine	maximale	Al‐Löslichkeit	im	Festen	von	ca.	43	At.	%.	Im	weite‐
ren	Verlauf	der	Abkühlung	erfolgt	bei	einer	Temperatur	von	1764K	eine	peritekti‐
sche	Reaktion	(L	+	β		α)	[36].	
Unterhalb	von	45	At.	%	Aluminium	ist	dagegen	eine	vollständige	Erstarrung	über	
den	β‐Mischkristall	ohne	peritektische	Reaktion	möglich.	Die	Umwandlung	des	β‐
Ti	 in	den	α‐Ti‐Mischkristall	erfolgt	 im	Verlauf	weiterer	Abkühlung	durch	die	Bil‐
dung	von	α‐Lamellenkolonien	an	den	Korngrenzen	der	β‐Körner	[44].	Das	Hoch‐
temperatur‐Einphasengebiet	 des	 α‐Ti	 Mischkristalls	 stellt	 eine	 Besonderheit	 ge‐
genüber	anderen	intermetallischen	Werkstoffen	für	Strukturanwendungen	dar,	da	
ein	gezieltes	Lösungsglühen	im	α‐Gebiet	eine	Vielzahl	von	unterschiedlichen	Pha‐
senumwandlungen	beim	Abkühlen	und	nachfolgender	Wärmebehandlung	ermög‐
licht	 [28,	45].	Dadurch	 ist	es	 im	Prinzip	möglich,	die	Gefügeeinstellung	 in	weiten	
Grenzen	 zu	 variieren,	 worauf	 in	Kapitel	2.1.3	 detailliert	 eingegangen	wird.	 Bei	
weiterer	Abkühlung	zerfällt	der	α‐Mischkristall	 in	der	Reaktion	α		α	+	γ	durch	
Keimbildung	und	Wachstum	von	γ‐Lamellen	in	den	α‐Körnern	[46].	Die	eutektoide	
Festkörperumwandlung	 (α		 α2	 +	 γ)	 bei	 einer	 Temperatur	 von	 1392	 K	 erfolgt	
schlussendlich	durch	eine	Ordnungsreaktion	des	restlichen	α‐Ti‐Mischkristalls	 in	
α2	sowie	einer	Umwandlung	in	die	γ‐Phase.	Das	im	Zweiphasengebiet	vorliegende	
Gefüge	von	alternierenden	α2‐Ti3Al	und	γ‐TiAl‐Lamellen	ist	auf	die	Nukleation	der	
γ‐Phase	an	Stapelfehlern	und	Antiphasengrenzen	zurückzuführen	[47].	
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2.1.3. Zusammensetzung und Eigenschaften 
Innerhalb	der	letzten	20	Jahre	wurde	intensiv	an	der	Legierungs‐	und	Prozessent‐
wicklung	von	γ‐Titanalumiden	geforscht	[31,	48].	Der	Erfolg	lässt	sich	u.a.	in	einer	
Verdopplung	der	Festigkeitseigenschaften	technisch	eingesetzter	Legierungen	bei	
gleichbleibender	Raumtemperatur‐Duktilität	 festmachen	 [48].	Große	Fortschritte	
wurden	zudem	im	Bereich	der	Kriechbeständigkeit	mittels	Legierungsmodifikati‐
onen	 [32]	 und	 dem	Einsatz	 von	Halogenen	 zur	 Erhöhung	 der	 Oxidationsbestän‐
digkeit	 [49]	 erzielt.	Weitere	 bedeutende	 Eigenschaften	wie	 zum	Beispiel	 die	Ge‐
währleistung	 einer	 ausreichenden	 Zähigkeit	 erfordern	 dagegen	 auch	 zukünftig	
noch	umfassende	Forschungsarbeiten	[12,	48].	
Grundlegend	ist	festzuhalten,	dass	es	nicht	die	eine	„universelle“	Legierungskom‐
position	für	alle	Anwendungsfälle	gibt.	Vielmehr	muss	in	einem	engen	Zusammen‐
spiel	von	Legierung	und	Prozessroute	ein	Optimum	für	das	spezifische	Bauteil	er‐
mittelt	werden.	Eine	bedeutende	Rolle	spielt	hierbei	die	Mikrostruktur	des	Gefü‐
ges,	welche	 eine	hohe	 Sensitivität	 gegenüber	 der	 chemischen	Zusammensetzung	
sowie	der	thermischen	Behandlung	besitzt	und	maßgeblich	für	die	Eigenschaften	
des	Bauteils	verantwortlich	ist	[27,	28,	48].	Einer	der	Schlüsselaspekte	bei	der	Le‐
gierungs‐	 und	 Prozessentwicklung	 von	 γ‐TiAl‐Legierungen	 ist	 die	 Sicherstellung	
von	 reproduzierbaren	 mechanischen	 Eigenschaften.	 Diese	 garantieren	 die	 Be‐
stimmung	einer	unteren	Schwelle,	ohne	die	ein	Serieneintritt	gerade	bei	Bauteilen	
mit	komplexer	Geometrie	nicht	durchführbar	ist	[50].	
Einfluss	von	Legierungselementen	
Wie	 bereits	 in	 Kapitel	 2.1.2	 dargelegt,	 enthalten	 technisch	 eingesetzte	 γ‐TiAl‐
Basislegierungen	grundsätzlich	einen	gewissen	Anteil	an	α2	(Ti3Al)‐Phase.	Dies	ist	
mit	der	Tatsache	zu	begründen,	dass	sich	einphasige	γ‐TiAl‐Basislegierungen	mit	
einem	Al‐Gehalt	>	51	At.	%	insbesondere	bei	Raumtemperatur	sehr	spröde	verhal‐
ten.	 In	 Zugversuchen	 sind	 kaum	 plastische	 Bruchdehnungen	 über	 1	 %	 zu	 ver‐
zeichnen	[51].	Aus	diesem	Grund	bleibt	den	einphasigen	γ‐TiAl‐Basislegierungen	
eine	industrielle	Anwendung	als	Hochtemperaturwerkstoff	verwehrt	[20].	
Die	 Entwicklung	 2‐phasiger	 γ‐TiAl‐Basislegierungen	 führte	 zu	 einer	 deutlichen	
Verbesserung	 der	mechanischen	 Eigenschaften.	 Das	 Verformungsverhalten	 zeigt	
dabei	eine	starke	Abhängigkeit	von	der	Zusammensetzung,	so	dass	sich	übliche	Al‐
Gehalte	 in	 den	 Grenzen	 von	 45‐48	 At.	 %	 bewegen	 [15,	 16].	 Bestimmte	 Eigen‐
schaftsanforderungen,	 wie	 z.	B.	 die	 Kriech‐	 und	 Oxidationsbeständigkeit	 können	
aber	auch	von	2‐phasigen	TiAl‐Legierungen	nicht	erfüllt	werden	[28].	Um	dem	ge‐
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samten	Eigenschaftsspektrum	sowohl	bei	hohen	als	auch	niedrigen	Temperaturen	
Rechnung	zu	tragen,	werden	bei	technisch	eingesetzten	Legierungen	neben	Titan	
und	 Aluminium,	 abgestimmt	 auf	 den	 spezifischen	 Anwendungsfall,	 weitere	 Ele‐
mente	hinzugegeben	[42].	Bei	 ternären	bzw.	noch	komplexeren	Legierungssyste‐
men	 verändern	 sich	 die	 Phasenverhältnisse	 erheblich.	 Die	 zugegebenen	 Legie‐
rungselemente	beeinflussen	die	Mikrostruktur	und	nehmen	über	diesen	Weg	di‐
rekten	Einfluss	 auf	 die	mechanischen	Eigenschaften.	 Von	 besonderer	Bedeutung	
sind	dabei	die	Löslichkeit	 in	der	γ‐Phase,	die	Verteilung	der	Legierungselemente	
auf	die	Phasen	γ	und	α2	sowie	die	Besetzung	der	beiden	Untergitter	der	γ‐Phase	
[42].	Die	Zusammensetzung	des	Großteils	aller	aktuell	technisch	eingesetzten	Le‐
gierungskompositionen	kann	laut	Clemens	et	al.	mit	der	folgenden	verallgemeiner‐
ten	Formel	beschrieben	werden	[52].	
Ti‐(42‐48)Al‐(1‐3)X1‐(1‐10)X2‐(0‐1)X3		(At.	%)	 	 	 	 Formel	2‐1	
X1:	Cr,	Mn	und	V	
X2:	Nb,	Ta,	W	und	Mo	
X3:	Si,	B,	C	
Moderne	Legierungssysteme	sind	insbesondere	darauf	zugeschnitten	eine	optima‐
le	Balance	zwischen	der	Festigkeit,	Zähigkeit,	Kriechbeständigkeit	sowie	der	Stabi‐
lität	 gegenüber	 den	Umgebungsbedingungen	 bereitzustellen	 [53].	Die	Wirkungs‐
weise	üblicher	Legierungselemente	 ist	 in	Tabelle	2‐2	 zusammengefasst.	Metalli‐
sche	Legierungselemente	werden	vorwiegend	eingesetzt,	um	durch	Lösung	in	der	
γ‐Phase	die	mechanischen	und	thermophysikalischen	Eigenschaften	zu	beeinflus‐
sen.	Die	Wirkung	 erfolgt	 hierbei	 über	 die	 Energien	 planarer	Defekte	 sowie	 über	
den	Diffusionskoeffizienten	[16,	51].	Ein	typisches	Beispiel	ist	die	Zugabe	von	Re‐
fraktärmetallen	 (W,	Mo,	Nb,	 etc.)	 zur	Steigerung	der	Kriechfestigkeit	 [21].	Nicht‐
metallische	Legierungselemente	 (B,	C,	 etc.)	 zeichnen	sich	hingegen	grundsätzlich	
durch	die	Bildung	dritter	Phasen	aus.	Mit	diesem	Mechanismus	lassen	sich	sowohl	
Ausscheidungshärtung	als	auch	Kornfeinung	realisieren	[51].	
Tabelle	2‐2:	Zusammenfassung	der	Wirkungsweise	üblicher	Legierungselemente	[27,	51,	
54,	55]	
Wirkungsweise/Nutzen	 Legierungselemente	
Erhöhung	der	Duktilität	 Cr,	Mn,	V,	B
Erhöhung	der	Zugfestigkeit	 Cr,	Si,	C,	B,	O,	Co,	Zr	
Erhöhung	der	Kriechfestigkeit W,	Ta,	Mo,	Nb,	Si,	C	
Erhöhung	der	Oxidationsbeständigkeit Nb,	W,	Ta,	Mo,	Si	
Einstellung	der	Korngröße	 B,	Si,	C,	Y
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Thermophysikalische	Eigenschaften	
Aufgrund	 ihrer	 Zugehörigkeit	 zur	Werkstoffklasse	 der	 intermetallischen	 Phasen	
besitzen	 γ‐TiAl‐Basislegierungen	 außergewöhnliche	 thermophysikalische	 Eigen‐
schaften.	Folgende	Merkmale	sind	dabei	besonders	hervorzuheben:	[13,	15–17]	
 Hoher	 Schmelzpunkt	 von	 ca.	 1460°C	 resultierend	 aus	 der	 stabilen	 Ord‐
nungsstruktur	
 Niedrige	Dichte	von	3,9	–	4,2	g/cm3	aufgrund	des	hohen	Al‐Gehalts	
 Hohe	 spezifische	 (Kriech‐)Festigkeit	 und	Steifigkeit	 bei	 höheren	Tempera‐
turen	
 Niedriger	Diffusionskoeffizient	
 Gute	Oxidations‐	und	Korrosionsbeständigkeit	bis	750°C	
 Geringe	Neigung	zur	Selbstentzündung	(Titanfeuer)	
 Geringer	thermischer	Ausdehnungskoeffizient	
 Hohe	thermische	Leitfähigkeit	
Limitierende	 Faktoren,	 deren	 Ausprägungen	 einen	 großflächigen	 Einsatz	 in	 in‐
dustriellen	Anwendungen	bisher	verhindert	haben	sind:	[12,	13,	17]	
 Geringe	Duktilität	bei	niedrigen	bis	mittleren	Temperaturen	(<	2	%	bei	RT)	
 Geringe	 Bruchzähigkeit	 sowohl	 bei	 RT	 als	 auch	 bei	 Einsatztemperatur	
(650°C)	limitiert	die	zulässige	Größe	von	Rissen	auf	ein	Minimum	
 Geringe	Schadenstoleranz	aufgrund	einer	hohen	Ermüdungsrisswachstums‐
rate	
Ein	 Vergleich	 der	 thermophysikalischen	 Eigenschaften	 von	 γ‐TiAl‐
Basislegierungen	 mit	 weiteren	 Hochtemperaturwerkstoffen	 ist	 in	 Tabelle	 2‐3	
dargestellt.	Ein	wichtiger	Aspekt,	der	allen	γ‐TiAl‐Basislegierungen	gleichermaßen	
zugrunde	liegt,	ist	die	inverse	Beziehung	zwischen	der	Bruchzähigkeit	und	Duktili‐
tät	(siehe	Abbildung	2‐2).	Hierdurch	ist	es	bisher	unmöglich	beide	Eigenschaften	
gleichzeitig	 zu	 erhöhen	 [27].	 Um	 die	 Festigkeitseigenschaften	 verschiedener	
Werkstoffe	direkt	miteinander	vergleichen	zu	können,	ist	es	sinnvoll	diese	zur	je‐
weiligen	Dichte	ins	Verhältnis	zu	setzen.	Abbildung	2‐3	links	zeigt,	dass	die	spezi‐
fische	Zugfestigkeit	von	γ‐TiAl‐Basislegierungen,	gegenüber	den	Nickelbasissuper‐	
und	Stahllegierungen,	mit	Werten	zwischen	150	und	200	MPa/gcm3	über	dem	ge‐
samten	Temperaturbereich	(RT	bis	800°C)	höher	liegt.	Als	nachteilig	erweist	sich	
im	 Gegenzug	 die	 geringe	 Duktilität	 insbesondere	 bei	 Raumtemperatur	 [19].	 Die	
Spannweite	 der	 Bruchdehnungen	 von	 γ‐TiAl‐Basislegierungen	 reicht,	 in	 Abhän‐
gigkeit	 von	 den	 Legierungselementen	 und	 der	 Herstellungsroute	 von	 0,3‐4,0	 %	
[27].	
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Tabelle	2‐3:	Gegenüberstellung	der	Eigenschaften	von	Titanlegierungen,	Titanaluminden	
und	Superlegierungen	[15,	27]	
Eigenschaft	 Titan‐
Basis	
α2‐Ti3Al‐
Basis	
γ‐TiAl‐	
Basis	
Super‐
legierungen	
Struktur	 hcp/bcc	 D019	 L10	 Fcc/L12	
Dichte	[g/cm3]	 4,5	 4,1‐4,7	 3,7‐3,9	 7,9‐8,5	
E‐Modul	[GPa]	 95‐115	 110‐145	 160‐180	 206	
Streckgrenze	[MPa]	 380‐1150	 700‐990	 350‐600	 800‐1200	
Zugfestigkeit	[MPa]	 480‐1200	 800‐1140	 440‐700	 1250‐1450	
RT‐Duktilität	[%]	 10‐25	 2‐10	 1‐4	 3‐25	
HT‐Duktilität	[%/°C]	 12‐50	 10‐20/660	 10‐600/870	 20‐80/870	
RT‐Bruchzähigkeit	[MPa√m]	 12‐50	 13‐30	 12‐35	 30‐100	
Kriechgrenze	[°C]	 600	 750	 7501‐9502	 800‐1090	
Oxidation	[°C]	 600	 650	 8003‐9504	 8703‐10904	
1Duplex‐Gefüge			2Voll‐lamellares	Gefüge			3unbeschichtet			4beschichtet/Aktivkühlung	
	
	
Abbildung	 2‐2:	 Darstellung	 der	 charakteristischen	 inversen	 Beziehung	 zwischen	 der	
Duktilität	 und	 der	 Bruchzähigkeit	 für	 verschiedene	 γ‐TiAl‐Legierungen.	 Mit	 einem	 An‐
stieg	der	Korngröße,	d.h.	dem	Übergang	vom	Duplex‐	 zum	 lamellaren	Gefüge,	 sind	eine	
Zunahme	der	Zähigkeit	und	eine	Abnahme	der	Duktilität	zu	verzeichnen	[27]	(Diagramm	
nachgezeichnet	basierend	auf	dem	Original)	
Stand der Technik 
 
13 
	
Abbildung	2‐3:	Vergleich	der	spezifischen	Zugfestigkeit	 (links),	Dehnung	(mitte)	sowie	
des	 spezifischen	 E‐Moduls	 (rechts)	 einer	 γ‐TiAl‐Basislegierung	 mit	 einer	 Nickelbasis‐
Superlegierung	bzw.	Stahllegierung	in	Abhängigkeit	von	der	Temperatur	[19]	(Diagram‐
me	nachgezeichnet	basierend	auf	dem	Original)	
Die	 Sprödigkeit	 von	 Titanaluminiden	 ist	 damit	 zu	 begründen,	 dass	 das	Maß	 der	
Aktivierungsenergie	für	eine	plastische	Verformung	bei	RT	aufgrund	der	strengen	
Ordnungsstruktur	oftmals	höher	liegt	als	die	erforderliche	Energie	zur	Risseinlei‐
tung	 und	 Rissausbreitung	 [56,	 57].	 Erst	 nach	 Durchlaufen	 des	 Spröd‐Duktil‐
Übergangs	(BDT),	welcher	 in	Abhängigkeit	von	der	Legierungszusammensetzung	
und	 der	 Mikrostruktur	 zwischen	 600°C	 und	 820°C	 variiert,	 ist	 ein	 signifikanter	
Anstieg	der	Dehnung	zu	verzeichnen	(siehe	Abbildung	2‐3	mitte)	[16].	Oberhalb	
des	BDT	kann	die	plastische	Verformung,	ausgelöst	durch	die	Absenkung	der	Akti‐
vierungsenergie,	 sowohl	 durch	 konventionelle	 Versetzungsbewegungen	 als	 auch	
Zwillingsbildung	erfolgen	 [56,	57].	Die	Auftragung	des	spezifischen	E‐Moduls	ge‐
genüber	 vergleichbaren	 Hochtemperaturwerkstoffen	 in	 Abbildung	 2‐3	 rechts	
zeigt,	dass	die	γ‐TiAl‐Basislegierungen	überlegen	sind.	Die	verhältnismäßig	gerin‐
ge	Dichte	der	Titanalumide	führt	dazu,	dass	der	spezifische	E‐Modul	im	gesamten	
Temperaturbereich	von	RT	bis	800°C	bis	zu	50	%	höhere	Werte	aufweist	[12,	58].	
Gleiches	gilt	für	die	spezifische	Zeitstandfestigkeit	(1000	h),	deren	Werte	im	Tem‐
peraturbereich	zwischen	600	und	800°C	oberhalb	von	Nickelbasissuperlegierun‐
gen	und	konventionellen	Titanlegierungen	liegen.	Zum	Beispiel	beträgt	die	1000	h‐
Zeitstandfestigkeit	 (705°C)	 einer	 gegossenen	 TiAl‐Legierung	 70	 MPa/gcm3	 im	
Vergleich	zu	45	MPa/gcm3	bei	gegossenen	Superlegierungen	[19,	59].	Zudem	be‐
sitzen	γ‐TiAl‐Legierungen	eine	niedrigere	Wärmedehnung	und	eine	höhere	Wär‐
mekapazität	im	Vergleich	zu	den	zurzeit	eingesetzten	Materialien.	Hierdurch	kann	
der	thermische	Gradient	verringert	werden	wodurch	sich	wiederum	die	Tempera‐
turschockbeständigkeit	 erhöht.	 Die	 Wärmeleitfähigkeit	 ist	 dagegen	 vergleichbar	
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mit	der	von	Superlegierungen	und	warmfesten	Stählen	aber	höher	als	die	konven‐
tioneller	Titanlegierungen	(Ti‐6Al‐4V)	[58].	
Nicht	zuletzt	aufgrund	ihrer	Vielzahl	von	verschiedenen	Legierungselementen	zei‐
gen	γ‐TiAl‐Basislegierungen	eine	hohe	Sensitivität	gegenüber	kleinen	Änderungen	
in	 der	 chemischen	 Zusammensetzung.	 Hieraus	 resultiert	 eine	 größere	 Streuung	
der	mechanischen	Eigenschaften	innerhalb	des	nominellen	Zusammensetzungsin‐
tervalls	 der	 Legierungsspezifikation	 verglichen	mit	 konventionellen	 Legierungen	
[13].	
	
Oxidationsverhalten	
Neben	den	strukturellen	Eigenschaften	begrenzt	die	Beständigkeit	gegenüber	hei‐
ßen	Gasen	den	Einsatzbereich	der	γ‐TiAl‐Basislegierungen	auf	ca.	800°C	[27].	Ein	
voranschreitender	Korrosionsangriff	kann	dabei,	gleichberechtigt	neben	den	me‐
chanischen	 Eigenschaften,	 zum	 lebensdauerbestimmenden	 Faktor	 werden	 [60].	
Grundsätzlich	ist	festzuhalten,	dass	γ‐TiAl‐Basislegierungen	oxidationsbeständiger	
als	 konventionelle	 Titan	 und	 α2‐Ti3Al‐Legierungen	 sind	 [15].	 Das	 Oxidationsver‐
halten	 ist	 eng	mit	 der	 jeweiligen	Zusammensetzung	 verknüpft,	 so	 dass	 sich	 eine	
Vielzahl	 verschiedenartiger	Deckschichten	 ausbilden	 kann.	 Da	 sich	 die	 nur	 lang‐
sam	wachsende	Al2O3‐Deckschicht	als	eine	der	stabilsten	aller	Oxide	auszeichnet,	
wird	 grundsätzlich	 eine	 selektive	 Oxidation	 von	 Aluminium	 zu	 einer	 Alumini‐
umoxidschicht	 angestrebt	 [61].	 Deren	 konstante	 Ausbildung	 wird	 jedoch	 durch	
den	 Umstand	 behindert,	 dass	 die	 Gleichgewichtsdrücke	 von	 Al2O3	 und	 TiO	 sehr	
ähnlich	 sind	 (siehe	 Abbildung	 2‐4	 rechts)	 [60,	 62].	 Aufgrund	 der	 praktisch	
gleichwertigen	 thermodynamischen	 Stabilität	 ist,	 abhängig	 von	 den	Umgebungs‐
bedingungen	 (z.	B.	Temperatur	und	Atmosphäre),	der	Zusammensetzung	der	Le‐
gierung	und	dem	zeitlichen	Verlauf,	neben	der	Oxidation	von	Al	auch	eine	Oxidati‐
on	 des	 Basismetalls	 Titan	 zu	 verzeichnen	 [62,	 63].	 Der	 damit	 verbundene	 stark	
fehlergeordnete	Gitteraufbau	führt	zu	schnellwachsenden	Titanoxiden	welche	auf‐
grund	 ihrer	 geringen	Schutzwirkung	unerwünscht	 sind	 [60,	63].	Das	Oxidations‐
verhalten	von	TiAl	kann	laut	Rahmel	et	al.	in	drei	zeitliche	Bereiche	eingeteilt	wer‐
den.	 Abbildung	 2‐4	 links	 zeigt,	 dass	 die	 anfänglich	 stabile	 Al2O3‐Deckschicht	
durch	das	Auftreten	von	TiO2	am	Übergang	zum	Bereich	B	durchbrochen	wird	und	
im	 weiteren	 zeitlichen	 Verlauf	 innerhalb	 des	 Bereichs	 C	 vollständig	 kollabiert.	
Hierdurch	ist	eine	große	Zunahme	der	Masse	zu	verzeichnen.	
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Abbildung	2‐4:	Schematische	Darstellung	der	Massenzunahme	über	der	Zeit	bei	der	Oxi‐
dation	von	TiAl	unter	purer	Sauerstoffatmosphäre	(links)	und	Auftragung	der	Gleichge‐
wichtsdrücke	verschiedener	Metalle	über	der	Temperatur	(rechts).	Bereich	A	beinhaltet	
das	Wachstum	der	 stabilen	Al2O3‐Deckschicht.	Bereich	B	 ist	 gekennzeichnet	durch	eine	
Massenzunahme	 infolge	 des	 Ausbildens	 einer	 gemischten	 Deckschicht	 von	 Al2O3	 und	
TiO2.	 Die	 anfänglich	 stabile	 Al2O3‐Schicht	wird	 durchbrochen.	 Ein	 vollständiger	 Zusam‐
menbruch	der	Al2O3‐Deckschicht	in	Verbindung	mit	einer	großen	Massenzunahme	erfolgt	
in	Bereich	C.	Die	Werte	 für	die	Bildung	von	Al2O3	und	TiO	sind	praktisch	 identisch	[62]	
(Diagramme	nachgezeichnet	basierend	auf	dem	Original)	
Mit	 zunehmender	Temperatur	nimmt	die	Geschwindigkeitskonstante	 zu,	 so	dass	
die	 sich	bildenden	Oxidschichten	bei	 gleicher	Oxidationszeit	dicker	werden	 [60].	
Oberhalb	von	ca.	800°C	sind	grundsätzlich	Oxidationsschutzschichten	erforderlich,	
da	die	Ausbildung	der	TiO2‐Schicht	dominiert.	Verfahren,	die	zurzeit	im	Fokus	der	
Entwicklung	 stehen	 bzw.	 ihre	 Tauglichkeit	 bereits	 unter	 Beweis	 gestellt	 haben	
sind:	[27,	49,	60,	64–66]	
 Voroxidation	 in	 Luft	 oder	 Sauerstoff	 unter	 niedrigem	 Partialdruck				
(<	1x10‐4	Pa	bei	950°C),	 um	eine	 schützende	Al2O3‐Deckschicht	mittels	 se‐
lektiver	Oxidation	des	Aluminiums	zu	generieren	
 Aufbringen	 von	 Beschichtungen	 zur	 Ausbildung	 einer	 Schutzschicht.	 Als	
vielversprechendste	Systeme	werden	zurzeit	Ti‐Al‐Ag‐	und	Nitridschichten	
(z.	B.	CrAlYN)	sowie	insbesondere	das	Auftragen	von	Halogenen	(z.	B.	Fluor)	
durch	Ionenimplantation,	Aufsprühen	oder	Eintauchen	gehandelt.	
 Legierungstechnische	Maßnahmen,	 z.	B.	 die	 Zugabe	 von	Nb,	Ta,	W	oder	 Si	
um	sowohl	die	Massenzunahme	durch	Oxidbildung	zu	verringern	als	auch	
die	Haftfestigkeit	der	Oxidschicht	zu	verbessern.	
Stand der Technik 
 
16 
Einfluss	der	Mikrostruktur	auf	die	mechanischen	Eigenschaften	
Bei	 einer	 festgelegten	 chemischen	Zusammensetzung	 sind	die	Eigenschaften	von	
γ‐TiAl‐Basislegierungen	 in	 großem	 Maße	 von	 der	 Mikrostruktur	 beeinträchtigt	
[67].	Insbesondere	der	Anteil	an	lamellaren	Kolonien,	der	Lamellenabstand	sowie	
die	γ‐Korngröße	nehmen	direkten	Einfluss	auf	die	Festigkeits‐	und	Ermüdungsei‐
genschaften	und	zählen	damit	zu	den	bedeutendsten	Parametern,	um	eine	Mikro‐
struktur	zu	charakterisieren	[68].	Ein	geeignetes	Instrument	zur	gezielten	Einstel‐
lung	der	Mikrostruktur	sowie	des	korrespondierenden	α2/γ‐Volumenanteils	ist	in	
der	Wärmebehandlung	zu	finden	[27,	30,	43].	Grundvoraussetzung	für	eine	erfolg‐
reiche	Stabilisierung	der	gewünschten	Mikrostruktur	und	der	damit	verbundenen	
Optimierung	der	mechanischen	Eigenschaften	 ist	eine	genaue	Kenntnis	der	 ther‐
mischen	Beständigkeit	der	vorliegenden	stabilen	und	metastabilen	Phasen	[69].	
Eine	wichtige	Kenngröße,	sowohl	für	die	Wärmebehandlung	als	auch	das	thermo‐
mechanische	 Processing,	 ist	 die	 α‐Transustemperatur	 (Tα).	 Diese	 kennzeichnet	
den	 Übergang	 vom	 (α+γ)‐Phasengebiet	 zum	 α‐Phasengebiet.	 Infolge	 einer	 Ver‐
schiebung	der	Phasengrenzen	erfährt	Tα	eine	starke	Beeinflussung	durch	den	Al‐
Gehalt	sowie	die	Zugabe	weiterer	Legierungselemente.	Neben	Tα	ist	die	eutektoide	
Temperatur	 (Te),	d.h.	der	Übergang	von	 (α2+γ)‐	 zum	α‐Phasengebiet	 eine	 zweite	
charakteristische	 Kenngröße	 bei	 der	 Klassifizierung	 potentieller	Wärmebehand‐
lungen	 [42,	43].	Ausgehend	von	einer	Standardlegierung	der	zweiten	Generation	
mit	der	Zusammensetzung	
Ti‐(45‐48)Al‐(1‐2)X‐(0‐4)Nb	(At.	%)	 	 	 	 	 	 Formel	2‐2	
wobei	das	X	als	Platzhalter	für	die	Elemente	Cr,	Mn	und	V	dient,	sind	vier	potenti‐
elle	Grundgefügetypen	über	eine	gezielte	Wärmebehandlung	einstellbar	[27].	Eine	
Darstellung	 der	 verschiedenen	Mikrostrukturen	 sowie	 die	 Lage	 der	 zugehörigen	
Wärmebehandlungstemperaturen	 im	 binären	 TiAl‐Phasendiagramm	 ist	
der	Abbildung	2‐5	zu	entnehmen.	
Bei	 einer	Wärmebehandlung	 knapp	 oberhalb	 der	 eutektoiden	 Temperatur	 stellt	
sich	ein	sogenanntes	Nahezu‐Gamma	Gefüge	(T1)	ein.	Es	besteht	aus	gleichach‐
sigen	 γ‐Körnern	 mit,	 entsprechend	 dem	 Hebelgesetz,	 geringen	 Anteilen	 an	 α2‐
Phase	an	den	Korngrenzen	und	Korntripelpunkten.	 In	den	γ‐Körnern	 finden	sich	
häufig	grobe	Glüh‐	oder	Rekristallisationszwillinge.	Dies	ist	eine	typische	Erschei‐
nung	bei	Werkstoffen	mit	niedriger	Stapelfehlerenergie	[43,	51,	70].	
Eine	Wärmebehandlung	 in	der	Mitte	des	 (α+γ)‐Zweiphasengebiet	 führt	während	
der	 Abkühlung	 auf	 Raumtemperatur	 zur	 Bildung	 eines	 Duplex‐Gefüges	 (T2).	
Hauptkomponenten	 sind	 einerseits	 γ‐Körner	 und	 andererseits	 α2/γ‐
Lamellenkolonien.	 Zusätzlich	 findet	 sich	 an	 den	 Korngrenzen	 der	 γ‐Körner	 aber	
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auch	ein	kleiner	Volumenbruchteil	an	α2‐Phase	[27,	43,	51].	Der	Anteil	an	lamella‐
ren	Körnern	nimmt,	entsprechend	dem	Hebelgesetz,	mit	zunehmender	Wärmebe‐
handlungstemperatur	im	(α+γ)‐Zweiphasengebiet	zu.	Der	Übergang	zum	Nahezu‐
lamellar‐Gefüge	 gestaltet	 sich	 somit	 kontinuierlich	 [42].	 Die	 Lamellenbreite	 ist	
primär	keine	Funktion	der	Wärmebehandlungstemperatur	und	–dauer,	sondern	in	
erster	Linie	abhängig	von	der	Abkühlgeschwindigkeit.	Mit	 steigender	Abkühlrate	
sinkt	die	Lamellenbreite	[71].	Als	direkte	Folge	stellt	sich	bei	technischen	Wärme‐
behandlungen,	 aufgrund	 der	 vergleichsweise	 langsamen	 Ofenabkühlung,	 ein	
Duplex‐Gefüge	mit	großem	Lamellenabstand	ein	[42].	
Ein	 Gefüge	mit	 überwiegend	 lamellaren	 Körnern	 (Nahezu‐lamellar	 (T3))	 stellt	
sich	 wiederum	 durch	 einen	 Glühvorgang	 knapp	 unterhalb	 der	 α‐
Transustemperatur	ein.	Der	geringe	Anteil	vorhandener	γ‐Phase	sorgt	dafür,	dass	
übermäßiges	α‐Kornwachstum	während	der	Wärmebehandlung	unterdrückt	wird.	
Entscheidenden	Einfluss	auf	die	Phasenverteilung	haben,	bedingt	durch	die	end‐
lich	schnelle	Umwandlungskinetik	bei	der	Phasenumwandlung,	die	Glühtempera‐
tur	 und	 die	 Glühdauer.	 Mit	 steigender	 Glühdauer	 wandelt	 sich	 immer	 mehr	 γ‐
Phase	zugunsten	des	α‐Phasenanteils	um.	Die	Eigenschaften	lassen	sich	je	nach	γ‐
Phasenanteil	zwischen	denen	eines	Duplex	und	eines	voll‐lamellaren	Gefüges	ein‐
stellen	[43,	51].	
Durch	 rasches	 Abkühlen	 von	 Wärmebehandlungstemperaturen	 von	 ca.	 10‐20°C	
oberhalb	der	α‐Transustemperatur	 lässt	 sich	 ein	voll‐lammellares‐Gefüge	(T4)	
einstellen.	Da	oberhalb	des	α‐Transus	die	wachstumshemmende	Zweitphase	fehlt,	
ist	 eine	 rasche	Vergröberung	des	Gefüges	möglich	 [42,	70].	Grundsätzlich	 zeigen	
grobkörnige,	voll	lamellare	Mikrostrukturen	eine	relativ	gute	Bruchzähigkeit,	eine	
ausgezeichnete	 Kriechfestigkeit	 sowie	 gute	 Ermüdungseigenschaften.	 Nachteilig	
sind	 dagegen	 die	 ausgeprägte	 Sprödigkeit	 bei	 niedrigen	 Temperaturen	 und	 die	
vergleichsweise	niedrige	Festigkeit	 insbesondere	 in	Richtung	ansteigender	Korn‐
größe	(siehe	Abbildung	2‐6)	[15,	43,	67].	
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Abbildung	 2‐5:	 Ausprägung	 der	 vier	 potentiellen	 Grundgefügetypen	 einer	 Standard‐
TiAl‐Legierung	der	2.	Generation	(siehe	Formel	2‐2)	unter	dem	Licht‐	und	Rasterelekt‐
ronenmikroskop.	Die	Lage	der	zugehörigen	Wärmebehandlungstemperaturen	T1	bis	T4	
sowie	die	wichtigen	Kenngrößen	Tα	und	Te	zur	definierten	Einstellung	der	Mikrostruktur	
sind	 im	 binären	 TiAl‐Phasendiagramm	 beispielhaft	 gekennzeichnet.	 Der	 gelbe	 Balken	
kennzeichnet	den	Al‐Gehalt	von	45‐48	At.	%	[42].	(Abbildung	nachgezeichnet	basierend	
auf	dem	Original)	
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Abbildung	2‐6:	 Vergleich	 der	minimalen	 Kriechraten	 gegenüber	 der	 angelegten	 Span‐
nung	 (T=500°C)	 einer	 γ‐TiAl‐Legierung	 (K5)	 bei	 unterschiedlicher	 Mikrostruktur	 bzw.	
Verarbeitung	 (oben)	 sowie	Einfluss	der	Mikrostruktur	bzw.	der	Korngröße	auf	das	RT‐
Zugverhalten	zweiphasiger	γ‐TiAl‐Legierungen	(links	unten)	und	Zusammenfassung	der	
mechanischen	Eigenschaften	in	Abhängigkeit	der	vier	Grundgefügetypen	(rechts	unten).	
Es	wird	deutlich,	dass	sich	sowohl	die	Festigkeit	als	auch	die	Dehnung	mit	zunehmender	
Korngröße	 (in	 Richtung	 voll‐lamellar)	 verringert.	 Dagegen	 weisen	 voll‐lamellare‐
Mikrostrukturen	 eine	 deutlich	 höhere	 Kriechbeständigkeit	 und	 Bruchzähigkeit	 im	 Ver‐
gleich	 zu	 Duplex‐Gefügen	 und	 Nahezu‐gamma‐Gefügen	 auf.	 Der	 Bereich	 der	 Designed‐
voll‐lamellaren‐Gefüge	 mit	 einem	 ausgewogenen	 Verhältnis	 der	 Eigenschaften	 ist	 grau	
unterlegt	[16,	27].	(Diagramme	nachgezeichnet	basierend	auf	dem	Original)	
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Im	Gegensatz	dazu	weisen	relativ	feinkörnige	globulare	Gefüge,	wie	z.	B.	„Nahezu‐
gamma“	 sowie	 Duplexgefüge	mit	 einem	 geringen	 Anteil	 an	 lamellaren	 Kolonien,	
eine	 relativ	 niedrige	 Bruchzähigkeit	 und	 Kriechfestigkeit	 sowie	 geringe	 Ermü‐
dungsfestigkeiten	 auf	 [16,	 28,	 67].	Entsprechend	 dem	 inversen	 Charakter	 liegen	
dafür	akzeptable	Duktilitäten	und	gute	Festigkeiten	vor	[42,	67].	
Der	 Spröd‐Duktil‐Übergang	 (BTD)	 liegt	 bei	 einer	 voll‐lamellaren	 Mikrostruktur	
höher	 als	bei	 einem	Duplex‐Gefüge	 [27].	 Sehr	 grobe	und	ungleichmäßige	Gefüge	
(Koloniegrößen	von	mehreren	100µm	bis	in	den	Millimeterbereich)	sind	aufgrund	
ihrer	ausgeprägten	Sprödigkeit	bei	Raumtemperatur	in	technischen	Anwendungen	
nicht	einsetzbar	[42].	Um	ähnliche	Mikrostrukturen	beim	Gießprozess	zu	vermei‐
den,	ist	eine	Kornfeinung	durch	geeignete	Legierungselemente	notwendig	[27,	43].	
Mit	diesem	Mittel	 lässt	sich	 laut	Untersuchungen	von	D.	Hu	die	Duktilität	(plasti‐
sche	Dehnung)	bei	Raumtemperatur	von	0,3	%	(Gusszustand	bzw.	wärmebehan‐
delt	mit	 einer	Koloniegröße	 von	 1000	 µm)	 auf	 ein	 Level	 von	 über	 1	%	 steigern	
(korngefeint	mit	Bor,	Koloniegröße:	50‐300	µm)	[67].	
Insbesondere	 γ‐TiAl‐Basislegierungen	 mit	 einer	 feinen,	 voll‐lamellaren	 Mikro‐
struktur	 (relativ	 kleine	 α2/γ‐Lamellenkolonien	mit	 einem	Durchmesser	 von	 50	‐
	100	 µm),	 sogenannte	 Designed‐voll‐lamellare‐Gefüge,	 besitzen	 eine	 gute	 Ausge‐
wogenheit	der	mechanischen	Eigenschaften	und	ein	großes	Potential	für	die	mög‐
liche	 Substitution	 der	 momentan	 eingesetzten	 Hochtemperaturwerkstoffe	
[43,	72].	
Zusammenfassend	ist	festzuhalten,	dass	sich	eine	optimierte	Mikrostruktur	von	γ‐
TiAl‐Basislegierungen	prinzipiell	durch	zwei	unterschiedliche	Wege	erzielen	lässt.	
Einerseits	 kann	 das	 Gefüge	 bzw.	 präziser	 gesagt	 die	 Korngröße	 im	 Gusszustand	
während	 der	 Erstarrung	 mittels	 Kornfeinung	 beeinflusst	 werden.	 Andererseits	
besteht	 die	 Möglichkeit	 der	 Wärmebehandlung	 (ein‐	 oder	 mehrstufig)	 im	 An‐
schluss	an	den	Gießvorgang,	die	über	Festphasenumwandlungen	das	Gussgefüge	
modifiziert	[73].	
2.1.4. Einsatzpotential und aktuelle Anwendungen 
γ‐TiAl‐Basislegierungen	zeichnen	sich,	wie	bereits	 in	den	vorangegangenen	Kapi‐
teln	 dargestellt,	 durch	 vielversprechende	 thermophysikalische	 und	mechanische	
Eigenschaften	aus,	die	sie	als	Werkstoff	für	Hochtemperaturanwendungen	prädes‐
tinieren.	 Der	 potentielle	 Anwendungsbereich	 ist	 in	 Abbildung	 2‐7	 skizziert.	 In	
diesem	 Schaubild	 sind	 die	 Einsatzpotentiale	 verschiedener	 Werkstoffklassen	 in	
der	Weise	dargestellt,	dass	die	Festigkeiten	mit	den	jeweiligen	Einsatztemperatu‐
ren	verknüpft	sind.	
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Abbildung	 2‐7:	 Einsatzpotential	 verschiedener	 Werkstoffklassen.	 Die	 Auftragung	 der	
nutzbaren	 Festigkeit	 über	 der	 Temperatur	 zeigt,	 dass	 der	 Einsatzbereich	 von	 γ‐TiAl‐
Basislegierungen	 zwischen	denen	der	Titanlegierungen	und	der	 Superlegierungen	 liegt.	
Zu	 höheren	 Temperaturen	 wird	 dieser	 durch	 eine	 mangelnde	 Oxidationsbeständigkeit	
eingeschränkt	[32].	(Diagramm	nachgezeichnet	basierend	auf	dem	Original).	
Es	zeigt	sich,	dass	der	mögliche	Einsatzbereich	der	Titanaluminde	mit	einer	Band‐
breite	von	500	bis	800°C	zwischen	denen	der	Titanlegierungen	(250‐550°C)	und	
der	Superlegierungen	(600‐1250°C)	liegt.	Das	Festigkeitsniveau	bleibt	dabei	über	
dem	gesamten	Temperaturbereich	annähernd	gleich.	Mit	der	Etablierung	neuarti‐
ger	 Legierungskompositionen	 und	 der	Weiterentwicklung	 oxidationsbeständiger	
Beschichtungen	wird	in	der	Literatur	zukünftig	eine	Vergrößerung	des	Einsatzbe‐
reichs	 hin	 zu	 höheren	 Temperaturen	 und	 höheren	 Festigkeiten	 prognostiziert	
[13,	32,	48,	61].	 In	 der	 Automobilindustrie	 hat	 sich	 der	 Einsatz	 von	 γ‐TiAl‐
Basislegierungen	bereits	in	einigen	Nischenbereichen	etabliert.	Neben	der	Substi‐
tution	von	Stahl‐Abgasventilen	zur	Steigerung	der	Effizienz	der	Kraftstoffverbren‐
nung	 und	 Performance	 im	 Rennsport	 [74]	 sind	 hierbei	 insbesondere	 gegossene	
Turbinenräder	für	den	Abgasturbolader	zu	nennen	[19].	Im	Fokus	steht	dabei	ein	
deutlich	verbessertes	Ansprechverhalten	aufgrund	der	reduzierten	Bauteilmasse,	
wodurch	das	ladertypische	Turboloch	reduziert	werden	kann	[75].	Die	Einführung	
von	 TiAl‐Turbinenrädern	 in	 einem	 Serienfahrzeug	 der	 Marke	 Mitsubishi	 Lancer	
Evolution	6	erfolgte	erstmalig	 im	 Jahre	1999	 [76,	77].	Bereits	 im	 Jahre	2003	hat	
sich	die	Stückzahl	in	Japan	auf	annähernd	20.000	erhöht,	so	dass	nach	diesem	Er‐
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folg	mittlerweile	verschiedene	Automobilhersteller	TiAl‐Turbinenräder	einsetzen	
[19].	Neben	dem	konventionellen	Automobilbau	finden	TiAl‐Turbinenräder	zudem	
aktuell	Anwendung	im	Rennsport	der	IndyCar	Series	[78].	
Als	bedeutendster	Einsatzbereich	von	γ‐TiAl‐Legierungen	ist	aktuell	das	Flugzeug‐
triebwerk	zu	nennen,	dessen	Komponenten	eine	hohe	Kriechbeständigkeit	bei	mi‐
nimalem	 Gewicht	 erfordern	 [59].	 Das	 Potential	 zur	 Gewichtsreduktion	 verdeut‐
licht	sich	insbesondere	bei	Triebwerken	größerer	Bauart.	Sobald	deren	Dimensio‐
nen	ansteigen,	nimmt	parallel	auch	die	Länge	der	Turbinenschaufel	zu,	wodurch	in	
der	Folge	zwangsläufig	auch	das	Gewicht	der	Turbinenscheibe	und	Welle	zunimmt	
[59].	Um	diesem	Kaskadeneffekt	der	Gewichtszunahme	entgegenzuwirken	ist	der	
Einsatz	leichterer	Materialien	notwendig	[59].	Ein	geringeres	Schaufelgewicht	re‐
duziert	die	 in	der	Turbinenscheibe	wirkenden	Belastungen	der	Zentrifugalkräfte,	
so	dass	diese	 letztendlich	 leichter	 ausgelegt	werden	kann	 [79].	Die	Kombination	
von	geringer	Dichte	und	hohem	E‐Modul	bei	Einsatztemperatur	in	Verbindung	mit	
einer	adäquaten	Kriechbeständigkeit	lassen	γ‐TiAl‐Legierungen	als	einen	attrakti‐
ven	Werkstoff	für	die	letzten	Stufen	der	Niederdruckturbine	erscheinen	[59].	
Eine	Vorreiterrolle	bei	der	Serieneinführung	von	γ‐TiAl‐Legierungen	im	Flugzeug‐
triebwerk	nimmt	der	amerikanische	Hersteller	General	Electric	ein.	Seit	dem	De‐
büt	des	neuen	GEnx‐1B	Turbofan	Triebwerks	in	den	Langestreckenfliegern	Boeing	
787	und	747‐800	 im	 Jahre	2011	wird	Titanaluminid	als	Werkstoff	 für	Turbinen‐
schaufeln	 der	 letzten	 beiden	 Stufen	 im	 regulären	 Flugbetrieb	 eingesetzt	 (siehe	
Abbildung	2‐8)	 [80].	Bis	September	2011	wurden	bereits	über	80000	Schaufeln	
von	einer	amerikanischen	Feingießerei	produziert	und	ausgeliefert	[81].	Die	damit	
verbundene	 Gewichtsreduktion	 gegenüber	 konventionellen	 Nickelbasislegierun‐
gen	beziffert	sich	auf	etwa	64	kg	(140	lbs.)	pro	Triebwerk	[82].	Mit	der	erfolgrei‐
chen	 Etablierung	 in	 der	 Serie	 hat	 General	 Electric	 den	 Druck	 auf	 die	 ande‐
ren	OEMs,	 ebenfalls	Titanaluminide	 in	 ihrer	 nächsten	Triebwerksgeneration	 ein‐
zuführen,	massiv	 erhöht.	 Neben	 dem	 Einfluss	 der	 Dichte	 auf	 das	 Bauteilgewicht	
und	der	damit	verbundenen	Reduzierung	der	Zentrifugalkräfte	im	Flugbetrieb	ist	
diese	in	Verbindung	mit	dem	E‐Modul	zudem	für	eine	hohe	spezifische	Steifigkeit	
(E/ρ)	 verantwortlich.	Die	 spezifische	 Steifigkeit	 von	TiAl‐Bauteilen	 liegt	 ca.	 50%	
über	 den	Werten	 von	 konventionell	 im	 Flugzeugtriebwerk	 eingesetzten	metalli‐
schen	Hochtemperaturwerkstoffen	und	 sorgt	 im	Falle	 von	 schnelllaufenden	Tur‐
binen	für	eine	zu	höheren	Werten	verschobene	Eigenschwingungsfrequenz.	Diese	
Tatsache	ermöglicht	eine	Geräuschreduktion	bei	der	Auslegung	von	Niederdruck‐
turbinenschaufeln	aus	TiAl	[17].	
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Abbildung	2‐8:	Schnitt	durch	das	GEnx‐1B‐Turbofan	Triebwerk	von	General	Electric.	Der	
Einsatzbereich	von	γ‐TiAl‐Schaufeln	in	den	letzten	beiden	Stufen	der	Niederdruckturbine	
ist	farbig	gekennzeichnet	[83]	
Seit	 einem	 längeren	 Zeitraum	 finden	 bei	 allen	 namhaften	 Triebwerksherstellern	
umfangreiche	Demonstrationsprograme	 zur	Alltagstauglichkeit	 von	Titanalumin‐
den	statt	[13].	Die	bisher	verhältnismäßig	geringe	Verbreitung	ist	auf	die	äußerst	
sorgfältige	Betrachtung	der	vielfältigen	Eigenschaften	von	γ‐TiAl‐Legierungen	(be‐
sonders	 Ermüdungs‐,	 Festigkeits‐	 und	 Kriecheigenschaften)	 zurückzuführen,	 be‐
vor	diese	von	dem	jeweiligen	OEM	als	Werkstoff	im	Luftfahrtbereich	bzw.	speziell	
im	 Flugzeugbau	 zugelassen	 werden	 [84].	 Unter	 Einsatzbedingungen	 sorgt	 die	
Kombination	 von	hohen	Temperaturen	und	hoher	Zentrifugalbeanspruchung	 für	
eine	erhöhte	Gefahr	des	Kriechens	[20].	Aus	diesem	Grund	wird	die	minimale	Zeit‐
standfestigkeit	(Zeit	bis	1%	Kriechen	≥	1000	h	bei	700°C)	einer	Turbinenschaufel	
in	 der	 Niederdruckturbine	 mit	 150	 MPa	 angegeben	 [18].	 Zudem	 wirkt	 sich	 die	
thermisch,	zyklische	Beanspruchung	negativ	auf	die	Ermüdung	bei	niedriger	Last‐
spielzahl	aus	[20].	Weitere	erschwerende	Faktoren	für	die	Lebensdauer	von	Tur‐
binenschaufeln	 sind	 die	 Umgebungsbedingungen	 (Oxidation	 und	 Korrosion)	
[20,	85]	 sowie	 die	 geringe	 Schadenstoleranz	 gegenüber	Defekten	 oder	Beschädi‐
gungen	[85].	Die	geringe	Duktilität	der	Legierungen	ist	dagegen	vielmehr	ein	Prob‐
lem	während	der	Herstellung	(z.	B.	Guss)	als	im	späteren	Betrieb	[59].	Abgesehen	
von	den	zurzeit	im	Fokus	des	Interesses	stehenden	Niederdruckturbinenschaufeln	
bieten	 sich	 im	 Flugzeugtriebwerk	 auch	 Statoren‐Schaufeln	 der	 Stufen	 2‐5	 des	
Hochdruckverdichters	 [53]	 für	 eine	 Substitution	 an,	 da	 diese	 Bauteile	 aufgrund	
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der	 mangelnden	 Kriech‐	 und	 Oxidationsbeständigkeit	 bei	 den	 vorliegenden	 Be‐
triebstemperaturen	 nicht	 aus	 herkömmlichen	Titanwerkstoffen	 gefertigt	werden	
können.	Die	Kombination	von	niedrigem	spezifischen	E‐Modul	und	hoher	Bestän‐
digkeit	 gegen	 Titanfeuer	 eignet	 γ‐TiAl‐Legierungen	 zudem	 für	 den	 Einsatz	 als	
Hochdruckverdichter‐Gehäuseteile.	 Die	 erwartete	 Gewichtsersparnis	 liegt	 in	 Ab‐
hängigkeit	von	der	Bauteilgröße	bei	ca.	20	%	für	Schaufeln	und	50	%	im	Fall	von	
Gehäuseteilen	 [13].	 Eine	 graphische	 Übersicht	 der	 potentiellen	 Einsatzbereiche	
von	γ‐TiAl‐Basislegierungen	im	Flugzeugtriebwerk	ist	der	Abbildung	2‐9	zu	ent‐
nehmen.	
	
Abbildung	 2‐9:	 Schematischer	 Schnitt	 durch	 ein	 konventionelles	 Turbofan‐Triebwerk	
mit	Angabe	der	Umgebungstemperaturen	in	den	 jeweiligen	Baugruppen.	Den	eingesetz‐
ten	Werkstoffklassen	 je	Baugruppe	sind	unterschiedliche	Farben	zugeordnet.	Unterhalb	
der	Temperaturskala	ist	der	potentielle	Einsatzbereich	von	γ‐TiAl‐Legierungen	im	Hoch‐
druckverdichter	sowie	Niederdruckturbine	mit	Angabe	der	herausragenden	Eigenschaft	
grün	gekennzeichnet.	In	den	roten	Bereichen	ist	ein	Einsatz	von	Titanaluminden	derzeit	
nicht	möglich.	Als	limitierende	Faktoren	sind	die	geringe	Duktilität	sowie	die	mangelnde	
Oxidationsbeständigkeit	zu	nennen.	Abbildung	erstellt	nach	[13,	14].	
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Mit	welcher	Geschwindigkeit	sich	der	Werkstoff	in	der	Industrie	weiter	etablieren	
wird,	 hängt	 laut	 Lasalmonie	 hauptsächlich	 von	 drei	 limitierenden	 Faktoren	 ab.	
Neben	einer	Senkung	der	aktuell	hohen	Materialkosten	sind	zudem	die	Schwierig‐
keiten	in	der	Herstellung	und	Bearbeitung	zu	lösen	sowie	ausreichend	stabile	me‐
chanische	Eigenschaften	zu	gewährleisten	[13].	
γ‐TiAl‐Basislegierungen	für	den	Einsatz	in	Flugzeugtriebwerken	
Für	den	Einsatz	 in	kommerziellen	Flugzeugtriebwerken	der	nächsten	Generation	
namhafter	OEMs	stehen	aktuell	 insbesondere	drei	TiAl‐Legierungskompositionen	
im	Fokus	des	Interesses.	Angepasst	an	die	spezifischen	Erfordernisse	des	Herstel‐
lungsprozesses,	der	Weiterverarbeitung	und	insbesondere	der	Mikrostruktur	des	
endgültigen	Bauteils	erfolgt	eine	spezielle	Variation	der	Elementgehalte.	
Die	von	General	Electric	und	Snecma	 favorisierte	Legierungszusammensetzung	
Ti‐48Al‐2Cr‐2Nb	(At.%)	 (im	Folgenden	GE	48‐2‐2	genannt)	hat	 ihre	Praxistaug‐
lichkeit	 mit	 der	 Markteinführung	 bereits	 bewiesen.	 Bei	 der	 Entwicklung	 dieser	
Legierung	mit	48	At.%	Aluminium	Ende	der	1980er	Jahre	durch	S.C.	Huang	lag	das	
Hauptaugenmerk	 einerseits	 auf	 einer	 maximalen	 RT‐Duktilität,	 welche	 sich	 mit	
der	Zugabe	von	Chrom	nochmals	 steigern	 lässt	und	andererseits	auf	einer	guten	
Oxidationsbeständigkeit,	 welche	 wiederum	 durch	 die	 Zugabe	 von	 Niob	 erhöht	
wird	[86].	Die	GE	48‐2‐2	ist	eine	Standardlegierung	der	2.	Generation	und	wurde	
vorrangig	 mit	 dem	 Ziel	 entwickelt,	 bei	 niedrigen	 bis	 moderaten	 Temperaturen	
maximale	 Zugfestigkeiten	 aufzuweisen.	 Als	 Konsequenz	 daraus	 beschränkt	 sich	
das	Einsatzgebiet	aufgrund	mangelnder	Kriechbeständigkeit	auf	Temperaturen	bis	
760°C	[27,	54].	Im	Zuge	umfassender	Forschungsarbeiten	sind	zahlreiche	Zusam‐
menhänge	zwischen	der	Gefügestruktur	und	den	mechanischen	Eigenschaften	er‐
mittelt	worden.	Das	Gussgefüge	besteht	in	der	Regel	aus	gleichachsigen	γ‐Körnern	
und	α2/γ‐Lamellen	(Duplex)	[27].	Eine	Beeinflussung	der	Zugdehnungseigenschaf‐
ten	erfolgt	hauptsächlich	durch	die	vorherrschende	Textur.	Diese	wird,	analog	zu	
dem	lamellar/gamma‐Phasenverhältnis,	der	Schrumpfungsporosität	und	der	Seg‐
regation	im	Wesentlichen	durch	die	Gießbedingungen	und	den	Gießprozess	selbst	
bestimmt	[50].	
Im	 Gegensatz	 zu	 General	 Electric	 und	 Snecma	 setzt	Rolls	Royce	 im	 Triebwerk	
Trent	XWB	mit	der	Legierungszusammensetzung	Ti‐45Al‐2Mn‐2Nb‐0,8B	(At.%)	
(im	Folgenden	45‐2‐2	XD	genannt)	auf	eine	modifizierte	Legierung	der	2.	Genera‐
tion	 [23].	Diese	 ist	 von	der	Howmet	Cooperation,	 Cleveland	Ohio	 im	 Jahre	1990	
vorrangig	entwickelt	worden	[87],	um	die	Kriechbeständigkeit	sowie	die	Korrosi‐
onsbeständigkeit	zu	verbessern	[72].	Durch	die	Erhöhung	der	maximalen	Einsatz‐
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temperatur	über	760	°C	lässt	sich	ein	größeres	Prozessfenster	realisieren.	Ermög‐
licht	wird	dies	durch	den	sogenannten	XD‐Prozess,	 indem	der	Basislegierung	Ti‐
45Al‐2Mn‐2Nb	im	VAR	oder	ESR	0,8	vol.	%	TiB2	hinzulegiert	werden.	Mit	der	Zu‐
gabe	 der	Al‐TiB2‐Vorlegierung	 erfolgt	 eine	 feine	Dispersion	 von	Titanboridparti‐
keln	 in	der	Titanaluminidschmelze,	womit	sich	die	Festigkeit,	der	Elastizitätsmo‐
dul	 und	die	Homogenität	 im	Gefüge	 steigern	 lassen.	Dieser	Umstand	 stellt	 einen	
großen	 Fortschritt	 in	 der	 gießtechnischen	 Herstellung	 von	 γ‐TiAl‐
Basislegierungen	dar	[67,	73,	88].	Im	Gusszustand	zeichnet	sich	die	Legierung	45‐
2‐2	durch	ein	vollständig	 lamellares,	grobkörniges	und	interdendritisches	Gefüge	
aus.	Erst	mit	der	Zugabe	von	Bor	lässt	sich	eine	relativ	feine	und	homogene	nahe‐
zu‐lamellare	Mikrostruktur	einstellen,	bestehend	aus	gleichachsig	transformierten	
α‐Kolonien	und	gleichförmigen	γ‐Körnern,	wobei	ein	Gehalt	von	mindestens	0,5	%	
erforderlich	ist	[19,	54,	88,	89].	
Die	 Verwendung	 einer	 γ‐TiAl‐Legierung	 der	 3.	 Generation,	 im	 speziellen	 die	 Zu‐
sammensetzung	Ti‐43Al‐4Nb‐1Mo‐1B	 (At.%)	 (im	 Folgenden	 TNM	 genannt)	 im	
Geared	Turbofan	Triebwerk	kennzeichnet	das	Konsortium	Pratt&Whittney	 und	
MTU	Aero	Engines	[14].	Die	Zugabe	hochniobhaltiger	Komponenten	vereint	eine	
akzeptable	RT‐Duktilität	mit	sehr	guten	Oxidations‐	und	Kriechbeständigkeiten,	so	
dass	 der	 Einsatzbereich	 auf	 Temperaturen	 bis	 850°C	 ausgeweitet	 werden	 kann	
[13].	Mit	 Hilfe	 der	 β‐stabilisierenden	 Legierungselemente	Nb	 und	Mo	 sowie	 der	
Erhöhung	des	α2‐Phasenanteils	aufgrund	eines	geringeren	Aluminiumgehalts	sind	
Raumtemperatur‐Festigkeiten	von	mehr	als	1000	MPa	erzielbar	[32,	85].	Geringe	
Mengen	Bor	sorgen,	wie	bereits	bei	der	45‐2‐2	XD‐Legierung	beschrieben,	für	ein	
feinkörniges	fein‐lamellares	Gefüge	[84,	85].	
Im	 Gegensatz	 zu	 den	 peritektisch	 erstarrenden	 Legierungen	 (Erstarrung	 via	 α‐
Phase)	der	1.	und	2.	Generation	mit	einer	ausgeprägten	anisotropen	Mikrostruktur	
sowie	 signifikanter	 Textur	 und	 Segregation	 [85,	 90]	 zeigen	 gegossene	 TNM‐
Legierungen	basierend	auf	Ti‐(41‐45)	At.%	Al	mit	der	Zugabe	von	Nb	und	Mo	auf‐
grund	der	vollständigen	Erstarrung	über	die	β‐Phase	eine	feinkörnige,	texturfreie	
Mikrostruktur	mit	mäßiger	Mikrosegregation	[44,	90,	91].	
Die	Korngröße	 in	 industriell	hergestellten	TNM‐Ingotmaterial	 ist	 im	Vergleich	zu	
konventionellen	TiAl‐Legierungen	um	ein	bis	zwei	Größenordnungen	kleiner	[91,	
92].	Bei	höheren	Temperaturen	wirkt	sich	die	β‐Phase	aufgrund	der	ungeordneten	
bcc‐Gitterstruktur	und	der	damit	verbundenen	ausreichenden	Zahl	unabhängiger	
Gleitsysteme	positiv	auf	die	Duktilität	aus	[69,	85].	
TiAl‐Legierungen	der	3.	Generation,	deren	Entwicklung	speziell	auf	die	Schmiede‐
route	 abgestimmt	wurde,	 überzeugen	 in	 der	 Summe	 durch	 ihre	 sehr	 guten	 und	
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ausgewogenen	mechanischen	Eigenschaften	sowie	die	hohe	Oxidationsbeständig‐
keit	[17,	48].	Neben	der	bereits	vorgestellten	TNM‐Legierung	ist	hierbei	auch	die	
Legierung	TNB	zu	erwähnen.	Diese	hat	eine	grundlegende	Zusammensetzung	von	
Ti‐(42‐45)Al‐(5‐10)Nb‐(0‐0,5)B	 (At.%)	 und	 zeigt	 vergleichbare	 Eigenschaften	
bezüglich	der	Kriech‐	und	Oxidationsbeständigkeit	sowie	der	Ermüdung.	Ein	nach‐
teiliger	Aspekt	der	Legierungen	der	3.	Generation	 ist	 ihr	 sehr	 schmales	Prozess‐
fenster,	dass	die	Herstellung	von	Serienbauteilen	bislang	erschwert	[32].	
Eine	 Übersicht	 der	 mechanischen	 Eigenschaften	 der	 vorgestellten	 γ‐TiAl‐
Legierungen	ist	in	Tabelle	2‐4	dargestellt.	
Tabelle	 2‐4:	 Übersicht	 der	 mechanischen	 Eigenschaften	 verschiedener	 γ‐TiAl‐
Legierungen	[11,	27,	32,	93–96]	
Eigenschaft	 GE	48‐2‐21 45‐2‐2	XD1 TNM2	 TNB‐V2
Dichte	[g/cm3]	 3,9	 ‐‐‐	 ‐‐‐	 4,2	
Streckgrenze	[MPa]	 275‐385	 400‐600	 800‐950	 1050	
Zugfestigkeit	[MPa]	 360‐445	 485‐720	 800‐1100	 1080	
RT‐Duktilität	[%]	 0,5‐3,0	 0,5‐1,5	 0,8‐2,5	 1,0	
HT‐Duktilität	[%/°C]	 ~5,0	 ‐‐‐	 17‐28	 ~5,0	
RT‐Bruchzähigkeit	[MPa√m]	 20‐30	 15‐19	 ‐‐‐	 ‐‐‐	
E‐Modul	[GPa]	 160‐175	 160‐175	 ‐‐‐	 ‐‐‐	
1Guss	+	HIP	+	WBH	
2Schmieden	+	WBH	
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2.2. Potentielle  Verfahren  zur  Herstellung  von  TiAl‐
Niederdruckturbinenschaufeln 
Eine	der	größten	Hürden	bei	der	flächendeckenden	Einführung	von	TiAl‐Bauteilen	
stellt	der	Herstellungsprozess	dar	[13,	19,	20].	γ‐TiAl‐Basislegierungen	verhalten	
sich	spröde,	sind	nur	schwer	zu	verformen	und	besitzen	eine	hohe	Reaktivität	auf‐
grund	ihres	hohen	Al‐Gehalts	[13].	Sie	können	zwar	prinzipiell	mit	konventionel‐
len	 und	 bereits	 etablierten	 Verfahren	 hergestellt	 und	 verarbeitet	 werden,	 was	
ihnen	einen	Vorteil	gegenüber	vielen	anderen	intermetallischen	Werkstoffen	und	
Strukturkeramiken	 verschafft	 [12,	 43].	 Nichtsdestotrotz	müssen	diese	 Verfahren	
aber	 an	 den	 Werkstoff	 Titanaluminid	 angepasst	 und	 optimiert	 werden,	 um	
schlussendlich	wirtschaftlich	konkurrenzfähig	gegenüber	den	herkömmlichen	Ti‐
tan	und	Nickel‐Basislegierungen	zu	sein	[81,	97,	98].	Für	die	Serienfertigung	von	
TiAl‐Niederdruckturbinenschaufeln	bieten	sich	grundsätzlich	die	drei	Prozessrou‐
ten	Gießen,	Schmieden	und	Pulvermetallurgie	an,	welche	im	Folgenden	näher	er‐
läutert	und	hinsichtlich	ihrer	Potentiale	beurteilt	werden.	
2.2.1. Gussroute 
Aufgrund	 der	 komplexen	 Geometrie	 einer	 Niederdruckturbinenschaufel,	 der	 ho‐
hen	Reaktivität	der	TiAl‐Schmelze	sowie	der	kostenintensiven	mechanischen	Be‐
arbeitung	konzentriert	sich	die	Prozessentwicklung	der	Gussroute	zurzeit	haupt‐
sächlich	 auf	 das	 Feingießverfahren	 [24,	 99].	 Der	 Feinguss	 von	 TiAl‐Legierungen	
wird	bereits	seit	Ende	der	1980er	Jahre	untersucht	[72]	und	gilt	aufgrund	der	ho‐
hen	Etablierung	als	die	kosteneffizienteste	Route	zur	Herstellung	von	komplex	ge‐
formten	Bauteilen	[19,	50].	Die	beiden	technologischen	Ansätze	zur	Fertigung	von	
gegossenen	 TiAl‐Niederdruckturbinenschaufeln	 sind	 zum	 einen	 das	 Gießen	 mit	
großem	Übermaß	(Massive	Overstocking)	 [81]	und	zum	anderen	der	endkontur‐
nahe	Guss	(near‐net	shape)	[24,	80].	Eine	schematische	Übersicht	der	Prozessrou‐
te	beider	technologischer	Ansätze	ist	in	Abbildung	2‐10	dargestellt.	
Genral	Electric,	der	weltweit	einzige	OEM,	der	 sein	GEnX‐Triebwerk	 in	der	Serie	
mit	 TiAl‐Niederdruckturbinenschaufeln	 bestückt,	 setzt	 hierbei	 zurzeit	 auf	 den	
Massive	 Overstocking‐Ansatz	 im	 Schwerkraftguss	 [80,	 81,	 97].	 Bereits	Mitte	 der	
90er	 Jahre	wurden	TiAl‐Niederdruckturbinenschaufeln	mittels	des	Overstocking‐
Ansatzes	von	der	Howmet	TiCast	Division	Whitehall	hergestellt	und	in	einem	Test‐
triebwerk	des	Typs	CF6‐80C	von	GE	erfolgreich	getestet	[27,	59].	
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Abbildung	 2‐10:	 Schematische	 Übersicht	 der	 Prozessschritte	 des	 near‐net	 shape	 und	
Overstocking	Gussansatz	
Die	Serienproduktion	dieser	Prozessroute,	bei	der	die	Endkontur	 in	einem	nach‐
folgenden	 Schritt	mittels	 des	 ECM‐Verfahrens	 aus	 dem,	mit	 ca.	 2,5	mm	Aufmaß	
versehenen,	Gussrohling	herausgearbeitet	wird,	erfolgt	zurzeit	in	den	USA	bei	PCC	
(Precision	Castparts	Corp.,	Portland).	Dieser	Weg	ist	jedoch	aufgrund	der	aufwen‐
digen	mechanischen	Bearbeitung	 sowie	 des	 ungünstigen	 „Buy	 to	 Fly“	 Verhältnis	
(Masse	des	Einsatzmaterials	zu	Masse	des	Einbauteils)	mit	einem	sehr	hohen	Kos‐
tenaufwand	verbunden	und	auf	lange	Sicht	nicht	konkurrenzfähig	[79,	81,	87].	
Entgegen	des	bereits	etablierten	Overstocking‐Ansatzes	bedarf	ein	near‐net	shape	
Gussteil	nur	noch	ein	Minimum	an	mechanischer	Bearbeitung	im	Blatt‐	Fuss‐	und	
Deckband.	 Im	 Idealfall	 wird	 das	 Schaufelblatt	 sogar	 präzisionsgenau	 abgebildet,	
womit	eine	erhebliche	Kosteneinsparung	in	Verbindung	mit	einem	deutlich	nied‐
rigerem	„Buy	to	Fly“‐Verhältnis	erreicht	wird.	Bei	diesem	Ansatz	sind	die	größten	
Herausforderungen	 in	 einer	 befriedigenden	 Oberflächenqualität,	 ausreichender	
Dimensionsgenauigkeit	und	Limitierung	von	Gussdefekten	zu	sehen	[25].	Mit	Hilfe	
des	 Schleudergießens	 oder	 dem	 Niederdruck‐Gegendruck‐Gießverfahren	 (CLV),	
auch	 bekannt	 als	 Hitchiner‐Prozess,	 sind	 Wandstärkendicken	 von	 weniger	 als	
0,5	mm	abbildbar	[100].	Eine	erfolgreiche	Herstellung	von	near‐net	shape	Nieder‐
druckturbinenschaufel‐Prototypen	 mittels	 Schleuderguss	 wurde	 bereits	 von	 Ac‐
cess	 e.V.,	 Aachen	 demonstriert.	 Der	 Einsatz	 in	 der	 Serienfertigung	 blieb	 diesem	
Ansatz	aber	bislang	verwehrt	[24–26].	Im	Vergleich	zu	den	anderen	Herstellungs‐
verfahren	Schmieden	und	Pulvermetallurgie	besitzt	die	near‐net	shape	Gussroute	
möglicherweise	 das	 größte	 Potential	 zur	 kosteneffizienten	 Fertigung	 von	 TiAl‐
Schaufeln	im	industriellen	Maßstab	[21–23].	
Unabhängig	von	dem	jeweiligen	Ansatz	besitzt	die	Prozessroute	des	Gießens	eini‐
ge	 verfahrenstypische	Nachteile.	 So	 sind	Verunreinigungen	der	hochreaktiven	γ‐
TiAl‐Schmelze	und	Rissbildung	im	Bauteil	während	der	Erstarrung	nur	mit	erheb‐
lichem	Aufwand	zu	kontrollieren	und	benötigen	spezielle	Prozesscharakteristika,	
wie	z.	B.	einen	Kaltwandinduktionstiegel	sowie	ein	speziell	auf	den	Werkstoff	TiAl	
ausgelegtes	 Formschalensystem	 [19,	 25].	 Zudem	 besteht	 die	 Gefahr	 der	 Ausbil‐
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dung	 von	 Schwindungslunkern,	 insbesondere	 in	 der	 Mittellinie	 (Centerline)	 des	
Schaufelblattes	[25,	59,	81].	Das	geringe	Fließvermögen	von	TiAl	sorgt	zusätzlich	
für	 Limitierungen	 in	 der	 Auslegung	 des	 Gussdesigns	 hinsichtlich	 der	 Parameter	
Dicke,	 Geometrie	 und	 Radien,	 so	 dass	 ein	 reiner	 net‐shape	 Ansatz	 noch	 einiger	
Entwicklungsarbeit	 bedarf	 [13,	 25,	 26].	 Ferner	 ist	 eine	 Vorwärmung	 der	 Form‐
schalen	für	eine	ausreichende	Formfüllung	erforderlich	[19].	Die	daraus	folgende	
langsame	 Abkühlung	 führt	 insgesamt	 zu	 einem	 Anstieg	 der	 Korngröße	mit	 ent‐
sprechend	langen	α2/γ‐Lamellenkolonien	[19].	Darüber	hinaus	treten	insbesonde‐
re	 bei	 großen	Bauteilen	mit	 einem	hohen	Gradienten	 in	 der	Wandstärke	 chemi‐
sche	 und	 mikrostrukturelle	 Inhomogenität	 und	 eine	 ausgeprägte	 Textur	 auf	
[50,	101,	102].	Generell	ist	festzuhalten,	dass	die	Möglichkeiten	zur	Beeinflussung	
der	Mikrostruktur	 beim	Guss	 beschränkt	 sind.	 Diese	wird,	 in	 gewissen	Grenzen,	
während	 der	 nachfolgenden	 HIP‐	 und	 Wärmebehandlungsprozesse	 eingestellt	
[103].	 Eine	 detaillierte	 Vorstellung	 der	 Prozessroute	 des	 near‐net	 shape	 Schleu‐
derfeingießverfahrens	 sowie	 eine	 tiefergreifende	Diskussion	 der	 verfahrenstypi‐
schen	Merkmale	erfolgt	in	Kapitel	2.3.	
2.2.2. Schmiederoute 
Neben	der	Gussroute	wird	insbesondere	bei	der	MTU	Aero	Engines	und	Rolls	Roy‐
ce	plc.	verstärkt	an	der	Qualifizierung	einer	Schmiederoute	gearbeitet	[14,	87,	98].	
Die	Kombination	von	Guss	(Herstellung	eines	Billets)	und	Schmieden	wird	ange‐
strebt,	da	an	Niederdruckturbinenschaufeln	 in	sehr	schnell	drehenden	Triebwer‐
ken	 (z.	B.	 GearedTurboFan	 ‐	 PW	 1100)	 deutlich	 größere	 Ansprüche	 hinsichtlich	
maximaler	 Belastungsgrenzen	 gelegt	 werden	 [14,	 93].	 Untersuchungen	 der	 me‐
chanischen	 Eigenschaften	 von	 TiAl‐Schmiedebauteilen	 bestätigen,	 dass	 mit	 der	
Entwicklung	 neuer,	 speziell	 auf	 den	 Schmiedeprozess	 ausgelegten	 Legierungen	
(z.	B.	 TNM)	 insgesamt	 ein	 höheres,	 reproduzierbareres	 Level	 im	 Vergleich	 zur	
Gussroute	 erreicht	 werden	 kann	 [19,	 31,	 87].	 Im	 Fokus	 des	 Interesses	 stehen	
mehrstufige	 Schmiedeprozesse	 [27],	 bevorzugt	 unter	 isothermen	 oder	 „near‐
conventional“	Bedingungen	[13,	32,	98].	Der	Schmiedeprozess	gliedert	sich	prinzi‐
piell	 in	 primäre	 und	 sekundäre	 Warmumformungsschritte	 [32].	 Unter	 der	 pri‐
mären	Warmumformung	ist	die	Umwandlung	bzw.	das	Aufbrechen	der	grobkörni‐
gen	Mikrostruktur	des	gegossenen	Ingots	 in	eine	 feinkörnige,	einheitliche	Mikro‐
struktur	zu	verstehen	[32,	85].	Grobkörnige	Mikrostrukturbestandteile	und	Inho‐
mogenitäten	 sowie	 eine	 stark	 ausgeprägte	Textur,	 sowohl	 im	Gefüge	 als	 auch	 in	
der	chemischen	Zusammensetzung	können	während	der	Warmumformung	zu	ei‐
ner	 Einschränkung	 der	 Fließspannung,	 einem	 anisotropen	Materialfluss	 oder	 zu	
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einer	unvollständigen	Rekristallisation	führen	[103,	104].	Ferner	ist	es	nicht	mög‐
lich,	 makroskopische	 Poren,	 welche	 die	 Rissneigung	 drastisch	 erhöhen,	 durch	
Warmumformung	zu	schließen	[103].	Aus	diesem	Grund	ist	die	vorliegende	Mik‐
rostruktur	des	Ingot/Billet	ein	Schlüsselaspekt	in	Bezug	auf	die	Rekristallisations‐
kinetik	[104].	Das	Ergebnis	der	1.	Stufe	des	Schmiedeprozesses	wird	in	der	Litera‐
tur	aufgrund	der	Formähnlichkeit	häufig	als	 „Pancake“	bezeichnet	 [85,	104].	Der	
Pancake	mitsamt	seiner	optimierten	Mikrostruktur	verringert	die	Rissanfälligkeit	
während	 der	 sekundären	 Warmumformungsschritte	 und	 Wärmebehandlungen	
[32,	104].	Diese	beinhalten	in	Abhängigkeit	von	der	Bauteilkomplexität	einen	zwi‐
schengeschalteten	Vorformungsschritt	sowie	das	finale	Konturschmieden	[85].	
Grundsätzlich	ist	bei	γ‐TiAl‐Legierungen	ein	Warmumformen	nur	bei	Temperatu‐
ren	 oberhalb	 des	 Spröd‐Duktil‐Übergangs	 (>700°C)	möglich	 [32].	Die	 Parameter	
sind	so	zu	wählen,	dass	eine	dynamische	Rekristallisation	überwiegt	und	makro‐
skopische	 und	mikroskopische	 Schädigung	 ausgeschlossen	werden	 können.	 Dar‐
aus	 resultiert	 ein	 geeigneter	 Temperaturbereich	 im	 (α+γ)‐Phasenfeld	 	 zwischen	
eutektoider	und	α‐transus	Temperatur	von	ca.	1165°C	bis	1295°C	mit	relativ	nied‐
rigen	bis	moderaten	Verformungsraten	unterhalb	von	10‐1	s‐1	[32,	103–105].	
Als	potentielle	Schmiedetechniken	für	γ‐TiAl‐Legierungen	haben	sich	auf	der	einen	
Seite	das	isotherme	Schmieden	und	auf	der	anderen	Seite	das	„near‐conventional“	
Heiß‐Schmieden	bewährt	[31,	103,	104].	Der	isotherme	Schmiedeprozess	ist	durch	
eine	einheitliche	Temperatur	von	Gesenk	und	Schmiedeteil	in	einer	geschlossenen	
Inertgasatmosphäre	 gekennzeichnet.	 Dieser	 Umstand	 wirkt	 sich	 negativ	 auf	 die	
Zykluszeiten	und	die	Anlagenkosten	aus.	Zudem	sind	für	das	Werkzeug	allein	teu‐
re,	hochtemperaturbeständige	und	verschleißfeste	Materialen	wie	z.	B.	Molybdän	
geeignet	[98].	Im	Gegensatz	zum	isothermen	Schmieden	findet	das	„near	conventi‐
onal“	Schmieden	(quasi‐isotherm)	in	konventionellen	Hydraulikpressen	unter	Luf‐
tatmosphäre	statt,	wodurch	sich	die	Transferzeiten	vom	Ofen	zur	Presse	drastisch	
reduzieren	lassen.	Der	direkte	Kontakt	zwischen	der	konstant	geheizten	Form	und	
dem	 heißen	 Billet	 wird	 durch	 einen	 Wärmeschutz	 in	 Form	 einer	 Titan‐Büchse	
(Einhausung	des	Billets)	vermieden.	Da	die	Temperatur	der	Form	ca.	400‐800°C	
niedriger	 ist	 als	 die	Billettemperatur	 [105]	 lassen	 sich	deutlich	preiswertere	Ni‐
ckellegierungen	als	Werkstoff	für	das	Gesenk	einsetzen	[98].	Die	Kontaktzeit	zwi‐
schen	dem	Billet	und	der	Titan‐Büchse	beträgt	in	Abhängigkeit	von	der	Geschwin‐
digkeit	und	dem	Gesamthub	ca.	60	s	[105].	Abgeschlossen	wird	der	Schmiedevor‐
gang	durch	eine	2‐stufige	Wärmebehandlung,	die	der	Einstellung	der	Mikrostruk‐
tur	hinsichtlich	ausgewogener	mechanischer	Eigenschaften	dient	 [32].	Vergleich‐
bar	mit	den	Gussschaufeln	des	massiven	Overstocking‐Ansatzes	bedürfen	die	ge‐
Stand der Technik 
 
32 
schmiedeten	 γ‐TiAl‐Turbinenschaufeln	 in	 einem	 weiteren	 Prozessschritt	 einer	
umfangreichen	mechanischen	Nachbearbeitung,	um	die	Endkontur	des	Einbauteils	
darzustellen.	Abbildung	2‐11	 gibt	 eine	 Übersicht	 der	 einzelnen	 Prozessschritte	
der	beiden	Schmiedetechniken.	
	
Abbildung	2‐11:	Schematische	Übersicht	der	Prozessschritte	des	isothermen	und	near‐
conventional	Schmiedens	
Aufgrund	 der	 komplexen	 Korrelation	 zwischen	 Legierungszusammensetzung,	
Phasenumwandlungen	und	Warmumformungsparametern	[104]	ist	über	Schmie‐
deoperationen	von	γ‐TiAl‐Legierungen	im	industriellen	Maßstab	wenig	 in	der	Li‐
teratur	 zu	 finden	 [32].	 Die	 Entwicklung	 einer	 Prozessroute	 zum	 isothermen	
Schmieden	 im	 geschlossenen	 Gesenk	 von	 γ‐TiAl‐Hochdruckverdichterschaufeln	
für	Flugzeugtriebwerke	war	Gegenstand	eines	BMBF‐Projekt	mit	den	Projektpart‐
nern	Thyssen,	Rolls‐Royce,	GfE	und	Leistritz	[53].	In	diesem	Zusammenhang	sind	
über	200	Schaufeln	erfolgreich	hergestellt	worden	[53].	Die	technologische	Mach‐
barkeit	des	Heißgesenkschmiedens	unter	„near‐conventional“	Bedingungen	wurde	
mit	einem	3‐stufigen	Schmiedeprozess	der	TNM‐Legierung	ebenfalls	demonstriert	
[32,	85].	
Ein	gravierender	Nachteil	der	Schmiederoute	sind	die	enorm	hohen	Kosten	für	die	
Warmumformung,	 die	 eine	 wirtschaftliche	 und	 kontinuierliche	 Fertigung	 bisher	
verhindert	haben	[19,	31,	92].	Neben	der	benötigten	Umformtemperatur	und	den	
Umgebungsbedingungen,	 sorgen	 zudem	 die	 niedrige	 Verformungsgeschwindig‐
keit,	die	hohen	Presskräfte	und	die	Einschränkung	in	der	Auswahl	geeigneter	Ge‐
senkwerkstoffe	 für	 ein	 komplexes	 Verformungsverhalten	 und	 ein	 schmales	 Pro‐
zessfenster	[32,	85,	104].	
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2.2.3. Pulvermetallurgische Route 
Entgegen	der	Guss‐	und	Schmiederoute	handelt	es	sich	bei	der	pulvermetallurgi‐
schen	Route	um	eine	additive	Bearbeitung,	die	sich	bereits	bei	Titanbauteilen	als	
vielversprechende	 Fertigungsmethode	 erwiesen	 hat	 [102,	 106].	 Zur	 Herstellung	
von	 TiAl‐Niederdruckturbinenschaufeln	 liegt	 der	 Fokus	 hauptsächlich	 auf	 den	
Elektronenstrahl	(EBM)‐	und	Laserschmelzverfahren	(SLM).	Hierbei	wird	ein	TiAl‐
Pulver	selektiv	mittels	Elektronenstrahl	oder	Laser	aufgeschmolzen	und	über	ei‐
nen	schichtweisen	Aufbau	eine	komplexe	Geometrie	mit	Hilfe	eines	3‐D	CAD	Da‐
tensatz,	ähnlich	den	bekannten	RP‐Verfahren	zur	Herstellung	von	Kunststoffbau‐
teilen,	 additiv	 hergestellt	 [102,	 106–108].	 Aufgrund	 der	 hohen	 geometrischen	
Freiheit	sind	sowohl	Hohlstrukturen	als	auch	Kanäle	 in	beliebiger	Form	darstell‐
bar	[102,	108].	Eine	Übersicht	der	Prozessschritte	beider	additiver	Bearbeitungs‐
verfahren	zeigt	Abbildung	2‐12.	
	
Abbildung	 2‐12:	 Schematische	 Übersicht	 der	 Prozessschritte	 der	 additiven	 EBM	 und	
SLM‐Verfahren	
Insbesondere	 das	 EBM‐Verfahren	 ist	 in	 den	 letzten	 Jahren	 in	 den	 Fokus	 der	
Triebwerkshersteller	 gerückt	 [102].	 Eine	 führende	 Rolle	 bei	 der	 Entwicklung	
nimmt	dabei	der	Triebwerkshersteller	Avio	ein,	der	die	pulvermetallurgische	Rou‐
te	in	der	Serie	etablieren	möchte	[109].	Entwickelt	von	der	Fa.	Arcam	AB,	Schwe‐
den	sind	Anlagen	zum	Elektronenstrahlschmelzen	(3	kW	Leistung)	seit	ca.	8	 Jah‐
ren	 kommerziell	 verfügbar	 [102,	 108].	 Da	 der	 Prozess	 unter	 Vakuum	 (Kammer:	
10‐3	mbar;	Elektronenkanone:	10‐5	mbar)	abläuft,	ist	die	Aufnahme	von	Verunrei‐
nigungen	 (O,	 N,	 C)	 selbst	 bei	 den	 reaktiven	 Titanaluminiden	 gering	 [102,	 108,	
110].	Typische	Schichtdicken	 liegen	zwischen	0,05‐0,2	mm	[102,	107],	 in	dessen	
Folge	Aufbauraten	von	3‐30	mm	Höhe	pro	Stunde	realisierbar	sind	[110].	Mit	ei‐
ner	maximalen	Kammergröße	von	300	x	200	x	200	mm	konnten	bereits	300	mm	
lange	Niederdruckturbinenschaufel‐Prototypen	hergestellt	werden	[110].	Ein	Vor‐
teil	 dieses	 Prozesses	 liegt	 darin,	 dass	 das	 ungebundene	 Pulver	 eine	mehrmalige	
Verwendung	findet	und	somit	den	Schrottanteil	erheblich	senkt	[102,	108].	Zudem	
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gestaltet	sich	das	EBM‐Verfahren	als	äußerst	flexibel,	da	keine	Matrizen	oder	Ge‐
senke	 benötigt	 werden	 [102].	 Die	 präzise	 Darstellung	 der	 Kontur	 reduziert	 die	
mechanische	Bearbeitung	auf	Einbaumaß	gegenüber	der	Schmiederoute	oder	dem	
Overstocking‐Gussansatz	auf	ein	Minimum.	Aufgrund	der	rauen	Oberfläche	muss	
lediglich	eine	Endbearbeitung	von	0,5	mm	Abtrag	vorgenommen	werden.	Hieraus	
ergibt	sich	ein	Buy	to	Fly‐Verhältnis	von	nahezu	1	[111].	Ein	wesentlicher	Nachteil	
sind	dagegen	die	sehr	hohen	Kosten	für	die	Pulverherstellung	(z.	B.	Gasverdüsung)	
sowie	die	additive	Bearbeitung	[13].	
Die	Mikrostruktur	pulvermetallurgisch	hergestellter	TiAl‐Bauteile	ist	aufgrund	der	
geringen	Schmelzmengen	und	der	sehr	schnellen	Abkühlung	sowohl	strukturell	als	
auch	 chemisch	homogener	 sowie	 feiner	als	 ihre	geschmiedeten	oder	gegossenen	
Pendants,	 was	 zu	 einer	 geringeren	 Streuung	 der	 Materialeigenschaften	 führt	
[27,	50,	102,	108].	Dieser	Umstand	macht	die	additive	Bearbeitung	interessant	für	
größere	 Bauteile,	 bei	 denen	 bisher	 Segregation	 die	 Homogenität	 limitiert	 [19].	
Während	 bei	 der	 intermetallischen	 Legierung	 GE	 48‐2‐2	 im	 Gusszustand	 eine	
grobkörnige	 lamellare	Mikrostruktur	 vorliegt,	 bildet	 sich	 bei	 der	 additiven	 Her‐
stellung	eine	feine	gleichachsige	γ‐Mikrostruktur	aus	[108,	112].	Die	kleine	Korn‐
größe	von	10‐40	µm	sorgt	für	bessere	Eigenschaften	bei	niedrigen	Temperaturen	
[50,	 106].	 Bei	 höheren	 Temperaturen	 erweist	 sich	 die	 feine	 Mikrostruktur	 auf‐
grund	mangelnder	Schadenstoleranz	dagegen	als	Handicap,	da	die	Bruchzähigkeit	
und	Risswachstumsbeständigkeit	sinken	[27,	110,	112].	Mittels	einer	nachgeschal‐
teten	Wärmebehandlung	lässt	sich	die	gewünschte	Mikrostruktur,	z.	B.	in	Richtung	
eines	Duplex‐Gefüges,	in	weiten	Grenzen	einstellen	[108,	110].	Der	Aluminiumver‐
lust	während	des	lokalen	Schmelzens	und	Erstarrens	des	TiAl‐Pulvers	bewegt	sich	
in	Grenzen	unterhalb	von	1	wt.	%	[102].	Die	Restporosität	im	Bauteil	in	Form	von	
schmalen,	runden	Poren	wird	mit	weniger	als	2	%	angegeben,	wobei	die	maximale	
Porengröße	weniger	als	200	µm	beträgt	 [102].	Nach	der	 zwingend	notwendigen	
HIP‐Behandlung	 sinkt	 der	 Restporositätsgehalt	 auf	 Werte	 unterhalb	 1	%	 [102].	
Eine	 weitere	 Herausforderung	 des	 EBM‐Verfahrens	 ist	 die	 Vermeidung	 lokaler	
Überhitzung,	wodurch	morphologische	Defekte	 in	Form	von	großen,	gleichachsi‐
gen	Körner	im	Verbund	mit	feinlamellaren	Gitterstrukturen	auftreten	[102].	
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2.3. Feinguss von TiAl‐Niederdruckturbinenschaufeln 
Wie	 bereits	 im	 vorangegangen	 Kapitel	 dargestellt,	 besitzen	 γ‐TiAl‐Legierungen	
einige	charakteristische	Eigenschaften,	welche	die	gießtechnologische	Herstellung	
erschweren.	 In	 diesem	 Zusammenhang	 sind	 insbesondere	 der	 Spröd‐Duktil‐
Übergang,	der	enge	Erstarrungsbereich,	die	hohe	Reaktivität	der	Schmelze	mit	den	
Formmaterialien	und	nicht	zuletzt	die	zeit‐	und	kostenintensive	mechanische	Be‐
arbeitung	zu	nennen	[25].	Unter	Berücksichtigung	dieser	Limitierungen	bietet	der	
endabmessungsnahe	Feingießprozess	von	TiAl‐Niederdruckturbinenschaufeln	ein	
großes	Potential	zur	kosteneffizienten	Fertigung	im	industriellen	Maßstab	[81].	
Das	 Feingießverfahren	 gehört	 zur	 Gruppe	 der	 Präzisionsgießverfahren	 und	 ist	
durch	die	Verwendung	verlorener	Modelle	und	Formen	gekennzeichnet.	Diese	er‐
möglichen	die	Herstellung	von	sehr	komplexen	Geometrien	[11,	113],	welche	we‐
der	mit	anderen	Gießverfahren	noch	mit	Schmieden	zu	verwirklichen	sind	[114].	
Die	Vorteile	des	Feingießverfahrens	lassen	sich	in	den	folgenden	Punkten	zusam‐
menfassen	[11,	114]:	
 Realisierung	von	 Strukturen	mit	 geringen	Wandstärken	und	Hinterschnei‐
dungen	aufgrund	von	ungeteilten,	verlorenen	Modellen	und	Formen	
 Hohe	Oberflächengüte	und	Maßgenauigkeit	
 Relativ	geringer	Bearbeitungsaufwand	der	mechanisch	meist	schwer	bear‐
beitbaren	intermetallischen	Legierungen	
Verfahrensbedingt	 ist	 die	Herstellung	 von	near‐net	 shape	TiAl‐LPT‐Schaufeln	 im	
Feinguss	durch	eine	komplexe	Prozessroute	mit	einer	Vielzahl	von	Prozessschrit‐
ten	verbunden	(siehe	Kapitel	2.3.1)	[25].	Neben	den	Bereichen	Legierungsvorbe‐
reitung,	 Wachsmodell‐	 und	 Keramikformschalenherstellung	 sind	 hierbei	 insbe‐
sondere	 der	 Guss	 sowie	 die	 nachfolgende	 umfangreiche	 Qualitätssicherung	 zu	
nennen,	bevor	eine	TiAl‐Niederdruckturbinenschaufel	an	den	mechanischen	Bear‐
beiter	 ausgeliefert	 werden	 kann	 [25].	 Als	 geeignete	 Schmelztechnologien	 haben	
sich	das	induktive	Schmelzen	in	einem	keramischen	Tiegel	(VIM)	oder	einem	was‐
sergekühltem	 Kupfertiegel	 (ISM)	 sowie	 das	 Vakuum‐Lichtbogen	 (VAR)‐und	 das	
Plasmaschmelzen	 (PAM)	 bewährt.	 Aufgrund	 der	 hohen	 Affinität	 von	 TiAl‐
Schmelzen	gegenüber	den	atmosphärischen	Gasen	(O,	H	und	N)	ist	eine	Vakuum‐	
oder	 Inertgasatmosphäre	 zwingend	 erforderlich	 [15].	 Die	 Erläuterung	 der	 ver‐
schiedenen	 Schmelztechnologien	wird	 in	Kapitel	2.3.2	 behandelt.	Kapitel	2.3.3	
dient	der	Vorstellung	des	Vertikalschleudergießverfahrens,	welches	sich	durch	die	
druckunterstützte	Formfüllung	und	Erstarrung	als	hervorragendes	Instrument	zur	
Stand der Technik 
 
36 
Herstellung	 von	 Bauteilen	mit	 filigranen	Wandstärken	 bis	 0,5	mm	 erwiesen	 hat	
[100].	
2.3.1. Prozesskette 
Die	Prozesskette	zur	Herstellung	von	TiAl‐Niederdruckturbinenschaufeln	gliedert	
sich	 prinzipiell	 in	 die	 Bereiche	 der	 Wachsmodellherstellung	 und	 Keramikform‐
schalenfertigung,	 der	 Legierungsvorbereitung,	 dem	 Guss,	 der	 Qualitätssicherung	
sowie	der	finalen	mechanischen	Bearbeitung	und	Beschichtung,	welche	nicht	Be‐
standteil	 dieser	 Arbeit	 sind	 [25].	 Eine	 Übersicht	 aller	 Prozessschritte	
ist	Abbildung	2‐13	zu	entnehmen.	
	
Abbildung	2‐13:	Darstellung	der	Prozesskette	zur	Herstellung	von	near‐net	shape	TiAl‐
Niederdruckturbinenschaufeln	im	Feinguss	
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Ausgangspunkt	 der	 Prozesskette	 ist	 ein	 3‐D	 CAD‐Modell	 der	 TiAl‐
Niederdruckturbinenschaufel	 auf	 deren	 Basis	 mit	 Hilfe	 von	 Skalierungsfaktoren	
die	 Wachsspritzform	 zur	 Herstellung	 der	 positiven,	 verloren	 Modelle	 ausgelegt	
wird	[25].	Die	Skalierungsfaktoren	sind	zwingend	notwendig,	da	im	Feingießpro‐
zess	 in	 folgenden	 Verfahrensschritten	 eine	 Schrumpfung/Schwindung	 bzw.	 Aus‐
dehnung	des	Volumenkörpers	auftritt	[25]:	
 Wachsschrumpfung	bei	der	Gussmodellherstellung	
 Keramikformschalenschrumpfung	beim	Brennvorgang	(Sinterprozess)	
 Keramikformschalenausdehnung	im	Vorwärmofen	
 Volumenkontraktion	des	Metalls	bei	der	Erstarrung	
 Volumenkontraktion	während	der	Wärmebehandlung/HIP‐Vorgang	
Die	Wachsspritzform,	auch	Matrize	genannt,	wird	 in	Abhängigkeit	der	herzustel‐
lenden	Stückzahl,	Gewicht	und	Größe	des	Gussteils	sowie	der	geforderten	Kontu‐
renschärfe	 entweder	 aus	 Stahl‐,	 Aluminium‐,	Weichmetall	 oder	 Silikonkautschuk	
gefertigt	[11,	114].	Im	industriellen	Feingussprozess	kommen	zum	überwiegenden	
Teil	 ausschmelzbare	Wachse	 für	die	Modellherstellung	 zum	Einsatz,	welche	mit‐
tels	einer	halb‐	oder	vollautomatischen	Wachsspritzmaschine	oder	Extruderpres‐
se	verarbeitet	werden	[114].	Liegen,	z.	B.	in	der	Entwicklungsphase	eines	Bauteils,	
lediglich	 kleinere	 Serien	 vor	 oder	 sind	 vielfältige	 Geometriemodifikationen	 des	
Gussteils	vorgesehen,	so	 ist	zunehmend	der	Einsatz	von	Rapid	Prototyping	(RP)‐
Kunststoffmodellen	üblich	 [11].	Diese	werden	direkt	 schichtwiese	aus	dem	CAD‐
Datenmodell	aufgebaut,	wodurch	die	Fertigung	einer	Wachsmatrize	entfällt.	Hier‐
durch	lassen	sich	eine	erhebliche	Zeit‐	und	Kosteneinsparung	realisieren	[11].	Be‐
steht	 das	 verlorene	 Modell	 aus	 Wachs,	 so	 ist	 dieses	 während	 der	 Abkühlphase	
nach	 dem	 Spritzvorgang	 in	 einem	 sogenannten	 Setter	 (feste	 Ummantelung	 aus	
Kunststoff)	zu	fixieren.	Dieser	gewährleistet	eine	reproduzierbare	Schwindung	des	
Wachsmodells	während	der	Relaxation	[115].	Aus	Gründen	der	Wirtschaftlichkeit	
werden	mehrere	Modelle	überwiegend	 in	Handarbeit	mit	standardisierten	Grun‐
delementen	 wie	 Lauf,	 Speiser	 und	 Anschnitt	 zu	 einer	 Gießtraube	 geklebt	 bzw.	
montiert	 [11,	 114].	Die	 numerische	 Simulation	 bietet	 dabei	 im	Zuge	 der	 Einfüh‐
rung	neuer	Bauteile	mit	einer	a‐priori	durchgeführten	Formfüllungs‐	und	Erstar‐
rungsrechnung	die	Möglichkeit	kritische	Aspekte	bei	der	Auslegung	der	Gießtrau‐
be	(z.	B.	Gefahr	von	Kaltläufen	und	Lunkern)	frühzeitig	zu	erkennen	[116].	
Für	den	Aufbau	der	keramischen	Formschale	wird	die	gereinigte	Modelltraube	in	
eine	Bindemittelsuspension	(Schlicker)	eingetaucht.	Diese	besteht	aus	einem	feu‐
erfesten	Füllmaterial	(Korngröße	<	80	µm),	flüssigem	Binder	und	Additiven.	Aus‐
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gehend	 von	 der	 Basisflüssigkeit	 unterscheidet	man	 zwei	 verschiedene	 Typen.	 Je	
nach	 Anwendungsfall	 wird	 einerseits	 kolloidale	 Kieselsäure	 (Wasserbasis)	 und	
andererseits	Äthylsilikat	 (Alkoholbasis)	 eingesetzt.	Direkt	 im	Anschluss	wird	 ein	
Formgrundstoff,	bestehend	aus	einem	 feuerfesten	Sand,	mittels	Fall‐	bzw.	Trom‐
melbesandung	oder	Fluidatbett	auf	die	Gießtraube	aufgetragen	[11,	114].	Das	Be‐
sandungsmaterial	bleibt	dabei	am	feuchten	Schlicker	haften	und	erreicht	nach	ei‐
ner	Trocknungszeit	unter	definierten	klimatischen	Bedingungen	seine	Grünfestig‐
keit.	Der	Tauch‐	und	Besandungszyklus	wird	ca.	6‐12	mal	wiederholt,	bis	eine	5–
12	mm	dicke	Formschale	um	das	Wachsmodell	entstanden	ist	[114].	Aufgrund	der	
bereits	erwähnten	hohen	Reaktivität	der	γ‐TiAl‐Schmelze	können	nur	speziell	an‐
gepasste,	chemisch	inerte	Formschalen	aus	hochwertigen	Keramiken	als	Gießform	
verwendet	werden	[25,	117].	
Bei	der	Frontschicht	 findet	dabei	 ein	Sand	geringer	Korngröße	Verwendung,	um	
die	 Modelloberfläche	 möglichst	 detailliert	 abzubilden	 [114].	 Yttriumoxid	 (Y2O3)	
sorgt,	 speziell	 im	 Falle	 von	 TiAl,	 für	 die	 notwendige	 Reaktionsbeständigkeit	 des	
Frontschichtsystems	 [25,	 117,	 118].	 Als	 Alternative	 bietet	 sich	 ein	 CaO‐
stabilisiertes	auf	Zirkon	basierendes	Frontschichtsystem	an	[119].	Mit	fortschrei‐
tender	Zykluszahl	nimmt	die	Korngröße	zu,	um	die	nötige	Stabilität	der	Formscha‐
le	zu	gewährleisten	[114].	Die	Stützschicht	(Backup‐Schicht),	welche	in	der	Regel	
aus	Aluminiumoxid	(Al2O3)	oder	Schamotte	besteht,	zeichnet	sich	durch	eine	hohe	
thermische	 und	 mechanische	 Stabilität	 aus	 [114].	 Der	 schichtweise	 Aufbau	 der	
keramischen	Formschale	erfolgt	bei	Kleinstserien	von	Hand,	 in	der	modernen	in‐
dustriellen	Serienfertigung	ist	aber	eine	Automatisierung	mittels	Robotern	bereits	
etabliert	[114].	
Das	Ausschmelzen	des	Wachses	erfolgt	üblicherweise	 in	einem	Autoklaven	unter	
Hochdruckdampf	(7–10	bar)	[11,	114].	Der	heiße	Wasserdampf	dringt	beim	Auto‐
klavieren	durch	die	poröse	Formschale	und	schmilzt	das	Wachs	an	den	Kontakt‐
flächen	zur	Formschale	an.	Dieses	fließt	in	der	Folge	ab	und	verschafft	dem	restli‐
chen	Wachs	den	Raum,	sich	unter	der	Wärmeeinwirkung	auszudehnen,	ohne	die	
nur	grünfeste	Formschale	zu	belasten	[114].	Während	der	nachfolgenden	Entbin‐
derung	 in	 einem	 gas‐	 oder	 widerstandsbeheizten	 Ofen	 (Temperatur	 ca.	 650°C)	
werden	die	noch	in	den	Kavitäten	verbliebenen	Wachsreste	verbrannt	und	kataly‐
siert,	 der	 organische	 Binder	 entfernt	 sowie	 das	 in	 der	 Formschale	 gebundene	
Wasser	 verdunstet	 [120].	 In	 einem	 zweiten	 Brennvorgang	 (Temperatur	 1200‐
1400°C)	wird	die	Keramikformschale	(Weißling)	anschließend	gesintert,	wodurch	
sich	eine	Erhöhung	der	Festigkeit	realisieren	lässt	[11,	114].	
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Neben	 der	Montage	 der	Wachsaufbauten	 und	 der	 anschließenden	 Fertigung	 der	
keramischen	 Formschalen	 ist	 parallel	 die	 Legierungsvorbereitung	 vorzunehmen.	
Der	hohe	Gehalt	 an	Elementen	mit	 sehr	unterschiedlichen	Schmelztemperaturen	
erschwert	 die	 Herstellung	 von	 qualitativ	 hochwertigem	 und	 preiswertem	 Ingot‐
material	 in	 VAR	 oder	 PAM‐Anlagen	 [13].	 Seigerungsphänomene	 über	 der	 Quer‐
schnittsdicke	und	Länge	der	 Ingots	 führen	zu	einem	sehr	kleinen	Prozessfenster	
bezüglich	Chemie	und	Weiterverarbeitung	[13].	
Der	 Gießvorgang	 erfolgt	 üblicherweise	mit	 noch	 heißen	 oder	 wiedererwärmten	
Formschalen,	wodurch	das	Formfüll‐	und	Speisungsverhalten	deutlich	verbessert	
wird	 [121].	Bei	 der	 anschließenden	Wärmebehandlung	 liegt	 der	 Fokus	nicht	 auf	
einer	Stabilisierung	bzw.	Modifizierung	der	Mikrostruktur,	sondern	auf	einer	kon‐
trollierten	 Abkühlung	 und	 der	 damit	 verbundenen	 Reduzierung	 von	 Eigenspan‐
nungen	im	Bauteil	während	der	Erstarrung.	Insbesondere	Geometrien,	die	partiell	
geringe	Wandstärken	aufweisen,	zeigen	sich	anfällig	gegenüber	der	Einleitung	ei‐
nes	 Risses.	 Zudem	behindert	 die	 starre,	 keramische	 Formschale	 die	 Kontraktion	
des	Metalls,	da	sie	nur	in	sehr	begrenztem	Maße	nachgiebig	ist	[122].	
Nach	der	 vollständigen	Erstarrung	und	Abkühlung	des	Gussteils	wird	die	 anhaf‐
tende	 Formschale	mittels	 Sandstrahlen,	 Druckwasserreinigung,	 Vibrations‐	 bzw.	
Pressluftwerkzeugen	 oder	 durch	 chemisches	 Ablösen	 in	 alkalischer	 Lösung	 ent‐
fernt	[11,	114].	Das	Trennen	der	einzelnen	Bauteile	vom	Anschnittsystem	erfolgt	
durch	Wasserstrahlschneiden	[25],	Bandsäge	oder	mittels	Trennscheibe	[11].	Ein‐
gerahmt	von	einer	zweistufigen	Wärmebehandlung	zur	definierten	Einstellung	der	
Mikrostruktur	 dient	 das	 heißisostatische	 Pressen	 (HIP)	 zur	 Eliminierung	mögli‐
cher	innerer	Porositäten	bzw.	Lunker	[25].	
Der	 letzte	Abschnitt	der	Prozesskette	 ist	durch	die	Qualitätssicherung	dominiert.	
Zur	Bestimmung	der	Oberflächenqualität	 findet	neben	der	optischen	Beurteilung	
auch	die	Rissprüfung	(FPI)	Anwendung	[25],	welche	Oberflächendefekte	mit	Hilfe	
eines	fluoreszierenden	Eindringmittels	sichtbar	macht.	Die	Untersuchung	innerer	
Defekte	erfolgt	unter	Einsatz	der	CT‐	Röntgentechnik	[25],	entweder	digital	oder	
klassisch	mit	einem	Röntgenfilm.	Unter	Verwendung	taktiler	Messwerkzeuge	oder	
eines	3‐D	Scanners	wird	die	Maßhaltigkeit	 geprüft	 [25].	Nach	erfolgreicher	End‐
kontrolle	 ist	 die	 gegossene	 Schaufel	 schlussendlich	 bereit	 für	 die	 Übergabe	 zur	
mechanischen	Bearbeitung.	
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2.3.2. Schmelztechnologien 
Da	γ‐TiAl‐Legierungen,	 analog	 zu	konventionellen	Titanlegierungen,	 im	 schmelz‐
flüssigen	Zustand	hochreaktiv	sind	muss	der	Schmelzprozess	unter	Vakuum‐	oder	
Inertgasatmosphäre	(z.	B.	Argon)	ablaufen	[25].	Speziell	bei	der	Vakuumschmelz‐
technik	ist	ein	großes	Augenmerk	auf	die	Vermeidung	des	Abdampfens	einzelner	
Legierungselemente,	insbesondere	Aluminium,	zu	legen	[123–125].	Zudem	ist	der	
Einsatz	von	inertem	Tiegelmaterial	unabdingbar,	da	ansonsten	die	Gefahr	besteht,	
dass	 unzulässige	 Gehalte	 an	 Reaktionsprodukten	 aus	 Tiegel	 und	 Form	 erreicht	
werden.	 Übersteigt	 z.	B.	 der	 Sauerstoffgehalt	 eine	 kritische	 Grenze	 von	 ca.	
1200	ppm	im	Gussteil,	so	hat	dies	als	Konsequenz	eine	drastische	Reduzierung	der	
RT‐Duktilität	 zur	 Folge	 [25].	 Die	 gebräuchlichsten	 Schmelzverfahren	 für	 γ‐TiAl‐
Legierungen	 sind	 das	 Vakuum‐Lichtbogenschmelzen	mit	 permanenter	 oder	 ver‐
zehrender	Elektrode,	das	CHM‐Verfahren	sowie	das	induktive	Schmelzen	in	einem	
wassergekühltem	Kupfer‐	oder	keramischen	Tiegel	[27].	Während	sich	das	CHM‐
Verfahren	 durch	 seinen	 kontinuierlichen	 Prozess	 allein	 zur	 Herstellung	 von	
Ingotmaterial	 anbietet,	 wird	 das	 induktive	 Schmelzen	 bevorzugt	 für	 das	 Gießen	
von	Bauteilen	eingesetzt.	Die	Elektrolichtbogen‐Schmelztechnik	eignet	sich	dage‐
gen	sowohl	als	Verfahren	zur	Ingotherstellung	als	auch	in	modifizierter	Form	als	
VAR‐Skullmelter	zur	Herstellung	von	Gussbauteilen	[126].	
Kaltwand‐Induktionstiegelverfahren	
Das	Kaltwand‐Induktionstiegelverfahren	zeichnet	sich	durch	die	Vorteile	des	sau‐
beren	Schmelzens	und	der	induktiven	Beheizung	aus,	wodurch	eine	sehr	gute	Ho‐
mogenisierung	 der	 Schmelze	 hinsichtlich	 der	 Temperaturverteilung	 und	 chemi‐
scher	Zusammensetzung	gegeben	ist	[123,	127].	Kernstück	des	Schmelzaggregats	
ist	 ein	wassergekühlter,	metallischer	Tiegel	 aus	Kupfer,	 der	 von	 einem	 Induktor	
ringförmig	umschlossen	wird	(siehe	Abbildung	2‐14)	[127].	Der	Tiegelboden	ist	
einteilig	 ausgeführt	 und	 mit	 inneren	 Kühlwasserführungen	 versehen.	 Die	 ge‐
schlitzte	Tiegelwand	besteht	aus	einer	Vielzahl	gegeneinander	elektrisch	isolierter	
Segmente,	sogenannten	Palisaden,	welche	ebenfalls	Kühlwasserkanäle	im	Inneren	
aufweisen	und	ein	Eindringen	des	elektromagnetischen	Feldes	ermöglichen	[126,	
128].	Die	permanente	Wasserkühlung	sorgt	dafür,	dass	die	Temperatur	der	Tiegel‐
innenwand	während	des	gesamten	Prozesses	unterhalb	ihrer	Liquidustemperatur	
gehalten	wird.	 Insbesondere	bei	dem	Einsatz	hochschmelzender	Werkstoffe,	wie	
z.	B.	den	Titanaluminiden	verdeutlicht	sich	die	Wichtigkeit	der	Kühlung,	da	deren	
Schmelztemperaturen	oberhalb	der	des	Kupfertiegels	liegen	[128].	
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Abbildung	2‐14:	 Schematische	Darstellung	des	 ISM‐Verfahrens	 (links)	und	Verlauf	der	
elektromagnetischen	Feldlinien	im	Tiegel	(rechts).	Die	Badkuppe	der	Schmelze	schmiegt	
sich	dem	Verlauf	der	Feldlinien	an	[127,	128].	
Die	 Erzeugung	 des	 EM‐Feldes	 geschieht	 durch	 den	wechselstromdurchflossenen	
Induktor	 (Spule).	 Hierdurch	 werden	 Wirbelströme	 initiiert,	 die	 durch	 die	 Zwi‐
schenräume	der	Tiegelsegmente	 ins	 Innere	gelangen	und	das	Einsatzmaterial	er‐
wärmen	 sowie	 aufschmelzen	 [127].	 An	 den	 Kontaktflächen	 zwischen	 Schmelze	
und	 wassergekühlter	 Tiegelinnenwand	 bildet	 sich	 aufgrund	 von	 Wärmeleitung	
schlagartig	eine	arteigene	Randschale	aus	erstarrter	Schmelze	aus.	Der	sogenannte	
Skull	an	der	Tiegelwand	verhindert,	dass	die	Legierung	in	flüssiger,	reaktiver	Form	
mit	dem	Tiegelmaterial	reagieren	kann	[126,	127].	Die	Ausprägung	der	Skulldicke	
ist	dabei	abhängig	von	der	Legierung	und	den	Prozessparametern.	Der	Skull	unter‐
teilt	 sich	dabei	 einerseits	 in	den	makroskopisch	dicken	Bereich	am	Tiegelboden,	
der	während	des	Schmelzens	stets	vorhanden	ist,	da	dieser	Abschnitt	nur	schwach	
von	Wirbelströmen	durchsetzt	 ist,	 und	 andererseits	 in	 einen	dünnen	Bereich	 an	
der	Tiegelwand,	der	sich	aufgrund	einer	zu	geringen	Wirkung	der	elektromagneti‐
schen	Kräfte	im	Tiegelwandbereich	bildet	[128].	
Durch	zirkulierende	Strömungen	findet	ein	intensiver	Stoff‐	und	Wärmetransport	
statt,	der	die	bereits	angesprochene	Homogenisierung	der	Schmelze	gewährleistet	
[124].	Im	vollständig	schmelzflüssigen	Zustand	ist	das	Auftreten	einer	ausgepräg‐
ten	Badkuppe	charakteristisch,	deren	äußere	Form	sich	entlang	der	elektromagne‐
tischen	Feldlinien	anschmiegt	[128].	
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Als	nachteilig	erweist	sich	die	große	Komplexität	und	der	geringe	thermische	Wir‐
kungsgrad	der	Anlage,	da	aufgrund	der	starken	Wasserkühlung	nur	ein	Bruchteil	
der	 aufgebrachten	 Energie	 zum	 Schmelzen	 und	 Überhitzen	 ausgenutzt	 wird	
[123,	128].	 Dieser	 Umstand	 spiegelt	 sich	 auch	 in	 einer	 Limitierung	 der	 Überhit‐
zung	von	ca.	20	bis	80°C	wieder	[19].	Neben	der	hohen	Schmelzreinheit	und	Ho‐
mogenität	lassen	der	Entfall	eines	kostenintensiven	Vorlegierens	und	die	Möglich‐
keit,	 Schrottanteile	 als	 Einsatzmaterial	 zu	 verwenden,	 den	 Kaltwand‐
Induktionstiegel	 (KIT)	 trotz	 der	 schlechten	 Energiebilanz	 als	 wirtschaftliche	 Al‐
ternative	zu	anderen	Schmelzaggregaten	erscheinen.	
Für	 den	 Einsatz	 von	 γ‐TiAl‐Legierungen	 sind	 industriell	 bis	 zum	 heutigen	 Zeit‐
punkt	KIT‐Schmelzaggregate	mit	einem	maximalen	Fassungsvermögen	von	12	Li‐
ter	realisiert.	Bei	entsprechender	Dimensionierung	von	Kühlsystem,	elektrischem	
Umrichter	etc.	sind	aber	auch	größere	Aggregate	theoretisch	vorstellbar	[129].	
Induktives	Schmelzen	im	Keramiktiegel	
Im	Vergleich	zur	KIT‐Technologie	ist	das	Induktionsschmelzen	in	einem	Keramik‐
tiegel	ein	deutlich	weniger	komplexes	und	preiswerteres	Verfahren	[130].	Die	Er‐
wärmung	 und	 das	 Aufschmelzen	 des	 Einsatzmaterials	 erfolgt,	 analog	 zum	 KIT,	
durch	das	Anlegen	eines	EM‐Feldes	(Hoch‐	oder	Mittelfrequenz)	[113].	Im	Gegen‐
satz	 dazu	wird	 jedoch	 der	metallische	Tiegel	 durch	 ein	 entsprechendes	 Pendant	
aus	Keramik	 ersetzt.	 Für	 hochschmelzende	 Legierungen,	wie	 z.	B.	 γ‐TiAl,	 die	 zu‐
gleich	sehr	Sauerstoffaffin	sind,	ist	der	Einsatz	spezieller	Keramiktiegel	notwendig	
[25].	Entscheidend	für	die	Kompatibilität	des	Keramiksystems	mit	dem	System	Ti‐
Al	 ist,	dass	die	Bildungsenthalpie	(ΔGr)	der	Redoxreaktion	positiv	 ist	und	die	Ke‐
ramiken	 somit	 nicht	 zugunsten	 der	 TixOy‐Oxide	 zerfallen	 [131].	 Auf	 der	 Basis	
thermodynamischer	Berechnungen	bieten	 sich	ZrO2,	CaO,	Al2O3	und	Y2O3	 als	po‐
tentielle	 Einsatzmaterialien	 an	 [131].	 In	 Schmelzversuchen	 von	Kuang	 et	 al.	 und	
Barbosa	et	al.	haben	sich	insbesondere	die	Keramiksysteme	auf	Basis	von	Y2O3	und	
CaO	 als	 geeignet	 herausgestellt	 [118,	 130,	 132].	 Eine,	 im	 Vergleich	 zur	 KIT‐
Technologie,	 etwas	 höhere	 Neigung	 zur	 Sauerstoffaufnahme	 sowie	 feinste	 Kera‐
mik‐Verunreinigungen	 in	 der	 Schmelze	 (z.	B.	 Yttria‐Ausscheidungen)	 lassen	 sich	
dennoch	nicht	verhindern	[26,	118,	133],	da	bisher	kein	keramisches	Tiegelmate‐
rial	gefunden	wurde,	welches	absolut	 inert	gegenüber	der	Reaktion	mit	schmelz‐
flüssigen	Titanlegierungen	ist	[134].	Aus	diesem	Grund	sind	die	Aufschmelz‐	und	
Haltephasen	möglichst	kurz	 zu	halten	 [26].	Ein	wesentlicher	Vorteil	des	 indukti‐
ven	Schmelzens	im	Keramiktiegel	ist	die	Tatsache,	dass	sich	eine	deutlich	größere	
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Überhitzung	 (max.	 180°C)	 im	 Vergleich	 zum	 KIT	 (max.	 80°C)	 erzielen	 lässt	
[19,	135].	
	
Vakuumlichtbogenschmelzen	
Das	 Vakuumlichtbogenschmelzen,	 auch	 VAR‐Verfahren	 genannt,	 zeichnet	 sich	
durch	große	Schmelzmengen	(bis	zu	einigen	Tonnen	Gewicht)	und	hohe	Schmelz‐
raten	(einige	hundert	Kilogramm/Stunde)	aus	[136].	Das	Aufschmelzen	erfolgt	in	
einem	geschlossenen	Reaktorbehälter	unter	Vakuum	mit	Hilfe	eines	elektrischen	
Lichtbogens,	welcher	 zwischen	der	 selbstverzehrenden	Elektrode	 (Kathode)	und	
dem	mit	 Zündspänen	 versehenen	wassergekühlten	 Tiegel	 aufgebaut	wird	 (siehe	
Abbildung	2‐15)	[136,	137].	Sobald	die	flüssige	Schmelze	mit	der	Tiegelwand	in	
Kontakt	kommt	erstarrt	diese,	wodurch	sich	sukzessive	ein	Ingot	aufbaut	[136].	Im	
Betrieb	finden	sich	neben	der	bereits	erstarrten	Zone	(Ingot)	im	unteren	Tiegelbe‐
reich,	eine	darüber	liegende	teilflüssige	„mushy“	Zone	sowie	ein	flüssiger	Schmel‐
zepool	 auf	 der	 Oberseite,	 welcher	 kontinuierlich	 durch	 die	 herabtropfende	
Schmelze	 der	 Elektrodenspitze	 versorgt	 wird	 [136].	 Der	 Lichtbogen	 arbeitet	 in	
Abhängigkeit	von	dem	aufzuschmelzenden	Material	und	der	Elektrodengröße	mit	
Gleichstrom	 hoher	 Stromstärke	 (zwischen	 5	 kA	 und	 40	 kA)	 und	 geringer	 Span‐
nung	(20‐40	V)	[136].	
	
Abbildung	 2‐15:	 Schematische	 Darstellung	 des	 Vakuumlichtbogen‐Schmelzverfahrens	
[136]	
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Bei	 der	 TiAl‐Ingotherstellung	 besteht	 die	 Elektrode	 aus	 zusammengeschweißten	
Presslingen,	 welche	 sich	 je	 nach	 Legierung	 aus	 Titanschwamm,	 Vorlegierungen	
und	nichtmetallischen	Verbindungen	zusammensetzen	 [92,	137,	138].	Der	Elekt‐
rodenverzehr	bestimmt	maßgeblich	die	 Schmelzrate	wodurch	wiederum	das	Er‐
starrungsverhalten	des	Ingots	durch	die	Form	und	Tiefe	des	Schmelzepools	beein‐
flusst	 wird	 [136,	 138].	 Um	 eine	 ausreichende	 Homogenisierung	 innerhalb	 des	
Ingots	zu	erzielen	ist	wenigstens	ein	zweifacher	Umschmelzvorgang	vorzunehmen	
[92,	137].	
Das	 dem	 Vakuumlichtbogenschmelzen	 verwandte	 Elektroschlacke‐Umschmelz‐
verfahren	 (ESR)	 ist	 bislang	 aufgrund	 der	 langsameren	 Abkühlraten	 für	 das	
Schmelzen	 der	 reaktiven	 und	 segregationssensitiven	 Titanalumide	 ungeeignet	
[139].	
Cold	Hearth	Melting	(CHM)	
Im	 Gegensatz	 zum	 Vakuumlichtbogenschmelzen	 und	 dem	 Elektroschlackeum‐
schmelzen	 ist	 beim	 Cold	 Hearth	 Melting	 eine	 Entkopplung	 des	 Aufschmelzvor‐
gangs	 (Schmelzrate)	 von	 der	 Erstarrung	 des	 Ingots	 möglich,	 wodurch	 sich	 der	
Reinheitsgrad	 erheblich	 steigern	 lässt	 [138,	 140,	 141].	 Als	 Energiequelle	 dient	
entweder	 ein	 Plasma‐Lichtbogen	 (PAM)	 oder	 ein	 Elektronenstrahl	 (EBM)	
[124,	138].	Für	den	speziellen	Fall	der	TiAl‐Ingotherstellung	bietet	sich	bevorzugt	
das	Plasmaschmelzen	an,	da	bei	diesem	Technologieansatz	aufgrund	der	Helium‐
Schutzgasatmosphäre	 (ca.	 1,1	 bar)	 weniger	 Verluste	 von	 Elementen	mit	 hohem	
Dampfdruck	 (Al,	 Mn,	 etc.)	 gegenüber	 dem	 Hochvakuum	 beim	 Elektronenstrahl‐
schmelzen	 zu	 verzeichnen	 sind	 [124,	 138,	 141].	 Eine	 Skizze	des	Prozesses	 ist	 in	
Abbildung	2‐16	 dargestellt.	Das,	 über	 eine	Chargiereinrichtung,	 zugeführte	Ein‐
satzmaterial	 wird	 in	 diesem	 Fall	 in	 einen	 wassergekühlten	 Kupferherd	 mittels	
Plasmabrenner	aufgeschmolzen	 [141].	Analog	 zum	KIT‐	bzw.	VAR‐Verfahren	bil‐
det	sich	beim	Kontakt	mit	der	Schmelze	ein	arteigener	Skull	an	der	Herdwand	aus,	
der	 eine	Reaktion	 verhindert	 [141].	 Bereits	 im	 Einsatzmaterial	 vorhandene	 Ein‐
schlüsse	 höherer	 Dichte	 sinken	 zu	 Boden	 und	werden	 in	 der	 „mushy“‐Zone	 des	
Skulls	 gefangen.	 Dies	 ist	 ein	 entscheidender	 Vorteil	 zum	VAR‐Verfahren,	 in	 dem	
sämtliche	Einschlüsse	zwangsläufig	in	den	Ingot	gelangen	[138,	141].	Das	schmelz‐
flüssige	Material	 in	der	ersten	Herdwanne	gelangt	anschließend	durch	Überläufe	
in	eine	oder	mehrere	hintereinandergeschaltete	Veredelungspfannen	(nicht	in	der	
Skizze	 dargestellt),	 die	 ebenfalls	 mittels	 Plasmabrenner	 beheizt	 werden	 [138].	
Schlussendlich	 erreicht	 die	 Schmelze	 einen	 wassergekühlten	 Kupfertiegel,	 aus	
dem	der	Ingot	kontinuierlich	abgezogen	wird	[141].	Der	Schmelzepool	bildet	sich	
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hierbei	 im	Vergleich	zum	VAR‐Verfahren	nur	halb	so	tief	aus,	wodurch	in	der	as‐
cast‐Mikrostruktur	 des	 Ingots	 weniger	 Segregation	 und	 eine	 geringere	 Primär‐
korngröße	vorliegt	[140].	
	
Abbildung	2‐16:	 Schematische	Darstellung	des	PAM‐Prozesses	 [142]	 (Abbildung	nach‐
gezeichnet	basierend	auf	dem	Original)	
Einen	 entscheidenden	 Einfluss	 auf	 die	 Ingotqualität	 haben	 vor	 allem	 die	 Strom‐
stärke	 der	 Plasmabrenner,	 die	 Verweilzeit	 in	 den	 Veredelungspfannen,	 die	 Ge‐
schwindigkeit	bzw.	der	Massenstrom	mit	der	Schmelze	in	den	Tiegel	gelangt	und	
die	Abzugsgeschwindigkeit	des	Ingots	[141].	Bedeutende	Vorteile	des	Cold	Hearth	
Melting	–Verfahrens	sind,	dass	es	einerseits	die	Rückführung	von	Kreislaufmateri‐
al	 jeglicher	Form	(z.	B.	kleinstückig)	zulässt	[138]	und	andererseits	die	Fertigung	
nicht	axialsymmetrischer	Ingotformen	erlaubt	[138,	140].	Aus	Gründen	der	Wirt‐
schaftlichkeit	sind	CHM‐Produktionsanlagen	in	der	Regel	sehr	groß	ausgeführt.	So	
kann	 z.	B.	 die	 Schmelzkapazität	 einer	 PAM‐Anlage	 bei	 der	 Titanherstellung	 über	
106	kg/Jahr	liegen	[138].	
Die	 Vor‐	 und	 Nachteile	 der	 jeweiligen	 geeigneten	 Schmelztechnologien	 für	 die	
Herstellung	 von	 TiAl‐Ingotmaterial	 und	 den	 Guss	 von	 Bauteilen	 sind	 in	Tabelle	
2‐5	zusammengefasst.	
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Tabelle	 2‐5:	 Übersicht	 der	 Vor‐	 und	 Nachteile	 geeigneter	 Schmelzverfahren	 für	 die	
Ingotherstellung	und	den	Guss	von	TiAl‐Bauteilen	
Verfahren	 Vorteile Nachteile	
ISM	
Induction	Skull	Melting	
Guss	
 Sauberes	Schmelzen
 Sehr	gute	Homogenisierung	
der	Schmelze	
 Einsatz	von	Kreislaufmateri‐
al	möglich	
 Nachchargierbar	
 Hohe	Anlagenkomplexität
 Geringer	thermischer	Wir‐
kungsgrad	
 Limitierte	Überhitzung	
 Kleine	bis	mittlere	Schmelz‐
volumina	
VIM	
Vacuum	Induction	Melt‐
ing	
Guss	
 Geringe	Anlagenkomplexität
 Preiswertes	Verfahren	
 Überhitzung	beliebig	ein‐
stellbar	
 Einsatz	von	Kreislaufmateri‐
al	möglich	
 Nachchargierbar	
 Im	Vergleich	zu	KIT	erhöhte	
Sauerstoffaufnahme	
 Keramikverunreinigungen	
möglich	
 Kleine	bis	mittlere	Schmelz‐
volumina	
VAR	
Vacuum	Arc	Remelting	
Ingotherstellung	+	Guss	
 Große	Schmelzvolumina	
 Breite	Anwendung	in	der	In‐
dustrie	
 Hohe	Schmelzraten	
 Aufgrund	schlechter	Homo‐
genisierung	(Segregation)	
mehrere	Umschmelzvorgän‐
ge	notwendig	
 Überhitzung	nicht	einstellbar
 Keine	Nachchargierung	
 Einsatz	von	Kreislaufmateri‐
al	nur	begrenzt	möglich	
CHM	
Cold	Hearth	Melting	
Ingotherstellung	
 Hoher	Reinheitsgrad
 Nachchargierbar	
 Erlaubt	Fertigung	nicht	axi‐
alsymmetrischer	Ingots	
 Große	Schmelzvolumina	
 Recycling	von	Kreislauf‐
material	
 Argon‐	oder	Heliumein‐
schlüsse	möglich	(bei	PAM)	
 Komplexe	Anlagentechnik	
 Kontinuierlicher	Prozess	
 Geringe	Überhitzung	
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2.3.3. Vertikalschleudergießverfahren 
Die	 schlechte	 Fließfähigkeit	 der	 γ‐TiAl‐Schmelze	 auf	 der	 einen	 und	 das	 schmale	
Erstarrungsintervall	auf	der	anderen	Seite	führen	zu	vergleichsweise	ungünstigen	
Gießeigenschaften.	 In	Kombination	mit	den	zumeist	recht	komplexen	und	filigra‐
nen	 Niederdruckturbinenschaufelgeometrien	 (Länge	 bis	 300	mm)	 stellt	 dies	 die	
gießtechnische	Herstellung	vor	große	Herausforderungen	[24,	25].	Bei	der	Adapti‐
on	des,	aus	der	Serienproduktion	von	Turbinenschaufeln	aus	Nickelbasislegierun‐
gen,	 bekannten	 konventionellen	 Schwerkraftgusses	 kann	 es	 daher	 zu	Kaltläufen,	
Porositäten	und	Lunkern	im	Bauteil	kommen	[97].	Um	diesen	Defekten	entgegen‐
zutreten	 ist	 insbesondere	bei	niedriger	Überhitzung	der	Schmelze	eine	Druckun‐
terstützung	vorteilhaft	[24,	25,	143].	Neben	dem	bereits	erwähnten	CLV‐Verfahren	
ist	 hierbei	 insbesondere	 das	 Schleudergießverfahren	 zu	 nennen,	 welches	 die	
Fliehkraft	sowie	die	Corioliskraft	zur	gezielten	Formfüllung	nutzt.	Aufgrund	dieser	
Kräfte	sind	beim	Schleuderguss	sehr	kurze	Formfüllungszeiten	zu	realisieren.	Zu‐
dem	bietet	 das	 Verfahren	 die	Möglichkeit,	 den	 Speisungsdruck	während	 der	 Er‐
starrung	aufrecht	zu	erhalten	und	damit	die	Lunkerneigung	zu	reduzieren	[117].	
Generell	 finden	 sich	 bei	 einer	 turbulenten	 Formfüllung,	 sowohl	 im	 Schwerkraft‐
guss	als	auch	im	Schleuderguss,	oftmals	Gasblasen	in	der	Schmelze,	die	aufgrund	
der	schnellen	Erstarrung	 im	Bauteil	eingeschlossen	bleiben.	Dieser	Effekt	 ist	 laut	
Harding	et	al.	auch	unter	einer	Vakuumatmosphäre	möglich	[143].	Mit	einer	HIP‐
Behandlung	lassen	sich	die	Gasblasen	zwar	vollständig	entfernen,	sofern	kein	Ar‐
gon	 enthalten	 ist,	 es	 besteht	 aber	 die	 Gefahr	 der	 Ausbildung	 von	 inakzeptablen	
Oberflächendellen	 während	 des	 Prozesses	 [143].	 Der	 Schleuderguss	 unterteilt	
sich,	in	Abhängigkeit	von	der	Lage	der	Rotationsachse,	in	den	Horizontal‐	und	den	
Vertikalschleuderguss.	 Während	 das	 Horizontalschleudergießverfahren	 für	 die	
Herstellung	von	rotationssymmetrischen	Bauteilen,	z.	B.	Rohren,	prädestiniert	ist,	
bietet	sich	das	Vertikalschleudergießverfahren	für	die	Herstellung	filigraner	Bau‐
teile	mit	dünnen	Wandstärken	an.	
Von	großer	Bedeutung	beim	Vertikalschleudergießen	von	γ‐TiAl	Niederdrucktur‐
binenschaufeln	sind	folgende	Gießparameter:	[25,	117,	125]	
 Überhitzung	der	Schmelze	
 Formschalenvorwärmtemperatur	
 Rotationsgeschwindigkeit	
 Positionierung	der	Formschale	
 Abkühlrate	
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Der	Vertikalschleuderguss	lässt	sich	prinzipiell	mit	verschiedenen	Schmelztechno‐
logien	verknüpfen.	Wie	bereits	in	Kapitel	2.3.2	dargestellt,	eignen	sich	vor	allem	
das	 induktive	 Schmelzen	 in	 einem	 Keramik‐	 oder	 Kupfertiegel	 sowie	 das	 Elekt‐
rolichtbogenschmelzen	 für	 die	 gießtechnische	 Herstellung.	 Eine	 große	 Überhit‐
zung	der	Schmelze	wirkt	sich	generell	positiv	auf	die	Formfüllung	aus	[143].	Kri‐
tisch	zu	beachten	ist	aber,	dass	der	Al‐Verlust	durch	Abdampfen	mit	zunehmender	
Überhitzungstemperatur	und	‐dauer	sowie	Drücken	unterhalb	von	10‐2	mbar	sig‐
nifikant	 ansteigt	 [125].	 Eine	Minimierung	 des	 Al‐Abbrandes	 ist	 beim	 Schmelzen	
unter	Argonatmosphäre	mit	einem	Druck	von	200	mbar	zu	verzeichnen	[144].	Ei‐
ne	vorgeheizte	Formschale	ist	für	eine	ausreiche	Formfüllung	und	Speisung	erfor‐
derlich	[19,	143],	sorgt	aber	gleichzeitig	auch	für	eine	Abnahme	des	thermischen	
Gradienten	und	der	Abkühlrate.	Dieser	Umstand	kann	zu	Schwierigkeiten	bei	der	
Produktion	 von	 rissfreien	 Bauteilen	 führen.	 Insbesondere	 der	 Guss	 von	 hochle‐
gierten	 γ‐TiAl‐Legierungen	der	 3.	Generation	mit	 einem	hohen	Gehalt	 an	Nb	 ge‐
staltet	sich	aufgrund	der	ausgeprägten	Sprödigkeit	als	schwierig	[87].	Ferner	be‐
steht	bei	einer	höheren	Formschalentemperatur	die	Gefahr	einer	steigenden	Reak‐
tionsfreudigkeit	zwischen	der	Schmelze	und	der	Frontschicht	des	Keramiksystems	
[145],	wodurch	sich	die	Oberflächenstruktur	und	‐qualität	des	Bauteils	verschlech‐
tern	[143].	Eine,	sowohl	bei	Titan	als	auch	in	abgeschwächter	Form	bei	Titanalu‐
miniden,	 auftretende	 Reaktion	 bei	 unzureichender	 chemischer	 Beständigkeit	 ist	
die	Bildung	von	„alpha	case“	(Stabilisierung	der	α‐Phase).	Durch	Sauerstoffverun‐
reinigungen	entsteht	eine,	 in	der	Regel	unerwünschte,	 aufgehärtete	Randschicht.	
Diese	schränkt	die	Bearbeitbarkeit	ein	und	neigt	zur	Rissbildung	und	Rissausbrei‐
tung.	Sie	muss	 in	einem	zusätzlichen	Verfahrensschritt	durch	mechanische	Bear‐
beitung	oder	Beizbehandlung	entfernt	werden	[146].	Ferner	kann	die	Abkühlrate	
einen	Einfluss	auf	die	Ausbildung	und	Verteilung	von	Porosität	und	Lunkern	neh‐
men	[147]	sowie	maßgeblich	die	Ausbildung	der	Mikrostruktur	bestimmen	(siehe	
Kapitel	2.1.3).	
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2.4. Numerische Simulation der Formfüllung und Erstarrung 
Das	 Simulationsprogramm	 STARcast	 ermöglicht	 auf	 der	 Grundlage	 vollständig	
rechnergestützter	 kontinuumsmechanischer	 Methoden	 mehrphasen	 und	
mehrskalen	 Gießsimulationen	 und	 wurde	 in	 Zusammenarbeit	 von	 Access	 e.V.,	
Aachen	und	CD‐adapco	entwickelt.	Das	auf	dem	CFD‐Code	basierende	mehrphasen	
Formfüllungsmodul	‐	flüssig,	fest,	und	gasförmig	–	erlaubt	eine	scharfe	Auflösung	
der	Füllfront	und	die	genaue	Analyse	der	Fließwege,	d.h.	die	Verteilung	sowie	Fül‐
lung	der	Schmelze	entsprechend	der	vorgegebenen	Anschnitt‐	und	Formgeomet‐
rie.	Zu	jedem	Zeitpunkt	der	Füllung	kann	an	jedem	beliebigen	Ort	die	Temperatur‐
differenz	 errechnet	 und	 visualisiert	 werden.	 Anhand	 der	 Simulationsergebnisse	
können	im	weiteren	Verlauf	Füllgeometrie,	Bauteillage	sowie	die	Prozessparame‐
ter	Zeit,	Geschwindigkeit	und	Temperatur	geändert	und	optimiert	werden.	
STARcast	berechnet	den	zeitlichen	Temperaturverlauf	während	der	Erstarrung	in	
Form	und	Schmelze	unter	Berücksichtigung	der	 freiwerdenden,	 latenten	Wärme	
als	 Funktion	 des	 Phasenverhältnisses	 fest‐flüssig	 und	 dem	Wärmeübergangswi‐
derstand	an	der	Phasengrenzfläche.	Das	Resultat	ist	eine	Visualisierung	von	Wär‐
mezentren,	 Formaufheizungen	 oder	 Resterstarrungsbereichen.	 Beim	 Feinguss,	
insbesondere	unter	Vakuum,	 ist	der	Wärmeaustausch	durch	Strahlung	der	domi‐
nierende	Mechanismus	der	Wärmeübertragung.	Das	heißt,	die	Strahlung	bestimmt	
vornehmlich	den	Wärmefluss	durch	die	Formschalenoberfläche.	Ein	eingebettetes,	
3‐D‐Strahlungsmodell	 berücksichtigt	 die	 Strahlungsverluste	 über	 der	 Formscha‐
lenoberfläche	während	des	Abkühlprozesses.	Darüber	hinaus	nutzt	STARcast	eine	
FVM‐basierte	 oberflächenorientierte	 Vernetzungstechnik,	 welche	 für	 die	 Gießsi‐
mulation	von	geringen	Wandstärken	benötigt	wird.	Ferner	wird	auch	der	Gasaus‐
tritt	durch	die	poröse	Formschale	in	die	Berechnungen	einbezogen.	
Aufgrund	 der	 rotierenden	Gießkammer	 stellt	 der	 (Vakuum‐)	 Schleuderguss	 eine	
Besonderheit	 dar.	 Voraussetzung	 zur	 Simulation	 dieses	 Verfahrens	 ist	 eine	 Be‐
rechnung	der	auftretenden	äußeren	Kräfte	(Zentrifugalkraft	und	Corioliskraft).	Die	
beschleunigte	 Drehbewegung	wird	 durch	 das	Hinzufügen	 entsprechender	 Quell‐
terme	 in	 der	 Impulsgleichung	 abgebildet.	 Das	 eigentliche	 Rechengitter	 verbleibt	
hingegen	stationär.	
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3.  Technologische Erprobung eines Gießkonzepts zur Darstellung 
von TiAl‐Niederdruckturbinenschaufeln 
Access	e.V.,	Aachen	hat	bereits	in	dem	Zeitraum	2004	bis	2008	in	Zusammenarbeit	
mit	 dem	 Triebwerkshersteller	 Rolls	 Royce	 near‐net‐shape	 γ‐TiAl‐Statoren‐
Schaufeln	 für	 die	 Stufen	 1‐5	 des	 Hochdruckverdichters	 auf	 einer	 LINN‐
Schleudergießanlage	mit	induktiven	Schmelzen	in	einem	Keramiktiegel	erfolgreich	
vergossen	und	spezifiziert.	Hierbei	wurde	die	komplette	Produktionsroute	für	die	
Herstellung	von	kleinen	TiAl‐Bauteilen	(bis	ca.	50	mm)	im	Schleuderguss	etabliert	
[24].	Die	dabei	gewonnenen	Erkenntnisse	bilden	die	Basis	für	die	Herstellung	von	
weitaus	größeren	und	komplexeren	TiAl‐Niederdruckturbinenschaufeln	 für	Flug‐
triebwerke	 innerhalb	 dieser	 Arbeit.	 Ziel	 der	 Voruntersuchungen	 ist,	 eine	 Gieß‐
technik	samt	zugehörigen	Prozessparametern	zu	definieren,	die	eine	erfolgreiche	
Abbildbarkeit	von	near‐net‐shape	TiAl‐Turbinenschaufeln	gewährleistet.	Als	gieß‐
technologische	Herausforderung	stellt	sich	dabei	die	Geometrie	der	Niederdruck‐
turbinenschaufel	 heraus.	 Die	 Kombination	 einer	 großen	 Länge	 (>	 200	mm)	mit	
geringen	Wandstärken	(Profildicke	<	4,0	mm	und	Austrittskantendicke	<	1,0	mm)	
wirkt	sich	negativ	auf	das	Speisungsvermögen	sowie	die	Bildung	von	Eigenspan‐
nungen	aus.	Aus	diesem	Grund	werden	diverse	Lauf‐,	Anschnitt‐	und	Speiservaria‐
tionen	mit	Hilfe	der	numerischen	Formfüllungs‐	und	Erstarrungssimulation	ausge‐
legt	 und	 in	 Gießversuchen	 auf	 ihre	 Praxistauglichkeit	 geprüft.	 Neben	 der	 Gieß‐
technik	selbst	liegt	ein	weiterer	Schwerpunkt	der	Voruntersuchungen	auf	der	Be‐
wertung	auftretender	Gussdefekte	mittels	optischer	Beurteilung	und	Röntgenana‐
lyse.	 Die	 Ermittlung	 des	 Einflusses	 der	 Formschalenvorwärmtemperatur	 sowie	
des	heiß‐isostatischen	Pressens	(HIP)	auf	die	Bauteilqualität	runden	die	Vorunter‐
suchungen	 ab.	 Mit	 der	 Überprüfung	 der	 grundlegenden	 Herausforderungen	 im	
Labormaßstab	wird	 die	 Basis	 für	 einen	 anschließenden	 Technologietransfer	 auf	
eine	KIT‐Gießanlage	im	Industriemaßstab	gelegt.	
Im	 Zuge	 der	 Voruntersuchungen	 finden	 sowohl	 ein	 generisches	 LPT6‐
Schaufeldesign,	 zur	Ermittlung	 von	Kennzahlstudien,	 als	 auch	 ein	 aktuelles	Kun‐
dendesign	eines	namhaften	Triebwerkherstellers	Anwendung.	Eine	Skizze	der	ge‐
nerischen	 LPT6‐Laufschaufel	 mit	 Kennzeichnung	 ihrer	 Bauteilbereiche	 ist	
in	Abbildung	3‐1	dargestellt.	Die	Geometrie	des	Schaufelblattes	ist	maßgeblich	für	
das	 Strömungsprofil	 im	 Gasraum	 (auch	 Ringraum	 genannt)	 der	 Turbine	 verant‐
wortlich.	Neben	der	Kriechbelastung	durch	die	Zentrifugalkraft	zeichnet	sich	die‐
ser	Bereich	vor	allem	durch	hohe	thermische	Belastungen	aus	[20].	
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Abbildung	 3‐1:	 CAD‐Darstellung	 einer	 generischen	 LPT6‐Schaufelgeometrie	 mit	 Be‐
reichsdefinitionen	als	Gussdesign	(oben)	und	Endbauteil	(unten)	
Die	 Abgrenzung	 des	 Gasraums	 erfolgt	 durch	 das	 Deckband	 sowie	 die	 Plattform.	
Der	Schaufelfuss	in	Form	eines	Schwalbenschwanzes	wiederum	erfüllt	die	Funkti‐
on	der	Führung	in	der	Turbinenscheibe	und	ist	damit	hohen	tribologischen	Belas‐
tungen	ausgesetzt	[9].	
	
3.1. Experimentelles 
Im	experimentellen	Teil	der	Voruntersuchungen	wird	zunächst	näher	auf	das	An‐
lagenkonzept	 eingegangen.	 Im	 Anschluss	 folgt	 eine	 detaillierte	 Ablaufbeschrei‐
bung	des	Schleudergießprozesses.	Abgeschlossen	wird	das	Kapitel	durch	eine	Vor‐
stellung	des	Versuchsprogramms.	
3.1.1. Anlagenkonzept 
Die	Voruntersuchungen	im	Labormaßstab	werden	auf	einer	„LINN‐Supercast“	Ver‐
tikalgießanlage	 der	 Fa.	 LINN	 Highterm,	 Eschenfelden	 durchgeführt	 (sie‐
he	Abbildung	3‐2).	Die	Erwärmung	des	Einsatzmaterials	erfolgt	induktiv.	Sowohl	
der	Schmelztiegel	mit	einer	maximalen	Kapazität	von	0,45	l	als	auch	die	Gießform	
(Formschale)	bestehen	dabei	aus	Keramik.		
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Abbildung	3‐2:	Prinzipskizze	der	„LINN‐Supercast“	Gießanlage	(links)	sowie	Blick	in	die	
geöffnete	 Gießkammer	 mit	 Schleudergießeinheit	 (rechts	 oben)	 und	 Gesamtansicht	 mit	
Vorwärmofen	(rechts	unten)	
Der	Schleuderarm	trägt	auf	der	einen	Seite	die	Gießkammer	und	auf	der	anderen	
Seite	 ein	 verschiebbares	 Ausgleichsgewicht.	 Die	 gemeinsame	 Anordnung	 von	
Schmelztiegel	 und	 Formschale	 in	 der	 Gießkammer	 erlaubt	 eine	 Prozessführung	
sowohl	unter	Vakuum	als	auch	unter	Schutzgas.	Als	Aufnahme	für	den	Schmelztie‐
gel	 dient	 ein	 Quarzglasbehälter,	 welcher	 azentrisch	 in	 der	 Gießkammer	 positio‐
niert	 ist.	 Die	 Sauerstoffaufnahme	während	 des	 Schmelzens	 liegt	 in	 Abhängigkeit	
vom	Überhitzungsgrad	zwischen	400	–	500	ppm.	Die	Gießanlage	lässt	sich	prinzi‐
piell	in	die	folgenden	Grundelemente	einteilen:	
 Schleudergießeinheit	 mit	 Schleuderarm,	 Vakuumpumpe	 und	 Inertgasan‐
schluss	
 Steuer‐	und	Regelungseinheit	(gekoppelt	mit	einem	Pyrometer	zur	Tempe‐
raturkontrolle)	
 Bewegliche	Induktionsspule	zur	Einleitung	der	Hochfrequenzleistung	in	das	
Einsatzmaterial	
 Transformator	zur	Energieversorgung	
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3.1.2. Ablauf des Schleudergießprozesses 
Der	 Vorgang	 des	 Schleudergießprozesses	 auf	 der	 LINN‐Gießanlage	 kann	 grund‐
sätzlich	in	fünf	chronologisch	hintereinander	ablaufende	Phasen	eingeteilt	werden	
(siehe	 Abbildung	 3‐3).	 Diese	 umfassen	 die	 Vorwärmung	 der	 Formschale,	 die	
Gussvorbereitung,	das	Schmelzen	des	Einsatzmaterials,	den	Abguss	sowie	die	kon‐
trollierte	Abkühlung	des	Gussteils.	Im	Vorfeld	ist	die	Schleudergießanlage	mittels	
des	Ausgleichgewichts	auf	das	entsprechende	Gießgewicht	und	die	spezifische	Ge‐
ometrie	abzustimmen.	Das	gereinigte	Gussmaterial	wird	in	Form	von	Ingots	in	den	
keramischen	 Schmelztiegel	 platziert	 und	 anschließend	 in	 den	 Quarzglasbehälter	
des	Schleuderarms	eingesetzt.	Mit	der	Beendigung	des	Vorwärmvorgangs	beginnt	
die	Phase	der	Gussvorbereitung.	
	
Abbildung	3‐3:	Ablauf	des	LINN‐Gießprozesses	mit	Angabe	der	zeitlichen	Phasen	
Die	vorgeheizte	und	isolierte	Formschale	wird	nach	dem	Transfer	vom	Vorwärmo‐
fen	zum	Gießaggregat	gegenüber	dem	Schmelztiegel	in	die	Gießkammer	eingelegt	
und	 mit	 feuerfesten	 Platten	 fixiert.	 Ein	 exemplarischer	 Versuchsaufbau	 ist	
in	Abbildung	3‐4	 dargestellt.	 Nach	 dem	 Verschließen	 der	 Gießkammer	 und	 der	
Anwendung	eines	Argonspülprogramms	beginnt	der	Schmelzvorgang.	Hierzu	fährt	
die	 Induktionsspule	 über	 den	 Quarzglasbehälter.	 Die	 Leistung	 während	 des	
Schmelzens	liegt	zwischen	10	und	30	KW.	Die	Erfassung	der	Schmelzetemperatur	
erfolgt	dabei	pyrometrisch	durch	ein	Schauglas.	Kurz	vor	dem	Erreichen	der	ge‐
wünschten	Überhitzungstemperatur	der	Schmelze	wird	die	Vakuumpumpe	einge‐
schaltet,	so	dass	der	Druck	beim	Gießen	ca.	0,1	mbar	beträgt.	
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Abbildung	 3‐4:	 Exemplarische	 Darstellung	 des	 Versuchsaufbaus	 in	 der	 LINN‐
Schleudergießanlage.	Der	Weg	der	Schmelze	 ist	rot	gekennzeichnet.	Die	blau	gestrichel‐
ten	 Kreise	 verschieden	 großer	 Radien	 um	 die	 Drehachse	 veranschaulichen,	 dass	 die	
Formfüllung	im	Schaufelblatt	entgegen	der	Zentrifugalkraft	und	Corioliskraft	erfolgt.	
Hierdurch	 sollen	mögliche	Gaseinschlüsse	 vermieden	werden.	 Nach	 dem	Absen‐
ken	der	 Induktionsspule	wird	der	Zentrifugalgussvorgang	ausgelöst.	Hierzu	wird	
der	Rezipient	 in	wenigen	Sekunden	auf	eine	Drehzahl	von	150	bis	250	min‐1	be‐
schleunigt,	wodurch	die	Schmelze	aufgrund	der	azentrischen	Position	des	Tiegels	
an	dessen	Wand	emporsteigt	und	mit	 einer,	der	gewählten	Drehgeschwindigkeit	
entsprechenden	 Zentrifugalkraft	 in	 den	 Formhohlraum	 gedrückt	 wird.	 Um	 den	
Speisungsdruck	 hochzuhalten,	 ist	 die	maximale	 Umdrehungsgeschwindigkeit	 bis	
zum	 Ende	 der	 Erstarrung	 (ca.	 1	 min)	 aufrechtzuerhalten.	 Nach	 Beendigung	 des	
Schleudervorgangs	wird	die	Formschale	entnommen	und	in	einem	Auslagerungs‐
ofen	kontrolliert	abgekühlt.	Tabelle	3‐1	gibt	eine	Übersicht	der	Prozessparameter	
für	den	Abguss	einer	LPT6‐Niederdruckturbinenschaufel.	Die	wesentlichen	Para‐
meter	zur	Kontrolle	bzw.	Steuerung	der	Formfüllung	und	Erstarrung	sind:	
 Design	der	Gießtraube	(Lauf,	Anschnitte	und	Speiser)	
 Überhitzung	der	Schmelze	(ΔT	=	20‐100	K)	
 Formschalenvorwärmtemperatur	
 Schleuderdrehzahl	(Beeinflussung	des	Gießdrucks)	
 Positionierung	 der	 Formschale,	 um	 Zentrifugal‐	 und	 Corioliskräfte	 auszu‐
nutzen	
 Thermische	Isolation	der	Formschale	(Beeinflussung	der	Erstarrung)	
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Tabelle	3‐1:	Prozessparameter	für	den	Abguss	einer	LPT6‐Niederdruckturbinenschaufel	
Prozessparameter	 Wert Maximum	
Tiegeleinsatzmenge	(TiAl)	 1,0	bis	1,8	kg*	 2,0	kg	
Gießtemperatur	 1620	–	1670	°C**	 ‐‐‐	
Überhitzung	 20‐60°C	 100°C	
Beschleunigungsphase	 1‐3	s	 1	s	
Schleuderdrehzahl	 150‐250	min‐1	 400	min‐1	
Druck	 0,1	mbar	 0,1	mbar	
Prozesszeit	 6	bis	7	min***	 ‐‐‐	
*:	je	nach	Gießdesign					**:	legierungsabhängig					***:	Gussvorbereitung	bis	zum	Abguss	
3.1.3. Versuchsprogramm 
Ziel	 des	 Versuchsprogramms	 der	 Voruntersuchungen	 ist,	 eine	 Gießtechnik	 samt	
zugehörigen	Prozessparametern	zu	definieren,	die	eine	erfolgreiche	Abbildbarkeit	
von	near‐net	 shape	TiAl‐Turbinenschaufeln	gewährleistet.	Hierbei	 sollen	die	we‐
sentlichen	Herausforderungen	der	Gussroute	überprüft	werden.	Die	Definition	der	
Gießtechnik	samt	Prozessparametern	erfolgt	im	Vorfeld	der	praktischen	Versuche	
mit	Hilfe	der	numerischen	Simulation.	Basierend	darauf	erfolgen	Gießversuche	zur	
Untersuchung	 und	 Bewertung	 der	 Bauteilqualität.	 Zur	 Qualitätssicherung	 der	
Gussteile	findet	neben	der	optischen	Beurteilung	eine	Rissprüfung	sowie	die	Rönt‐
genanalyse	Anwendung.	Ferner	erfolgt	eine	Untersuchung	der	Auswirkungen	des	
HIP‐Prozesses	 auf	 die	 inneren	 Defekte.	 Abgeschlossen	 wird	 das	 Versuchspro‐
gramm	durch	die	Ermittlung	der	Abkühlkurven	vorgewärmter	keramischer	Form‐
schalen.	
Numerische	Simulation	der	Formfüllung	und	Erstarrung	
Bei	 der	 Auslegung	 des	 Gießsystems	wird	 in	 einem	 ersten	 Schritt	 das	 Anschnitt‐	
und	 Laufsystem	 betrachtet.	 Mit	 Hilfe	 der	 Formfüllungssimulationen	 ist	 eine	 ge‐
naue	Analyse	der	Fließwege,	d.h.	die	Verteilung	sowie	Füllung	der	Schmelze	ent‐
sprechend	 der	 vorgegebenen	 Anschnitt‐	 und	 Formgeometrie	möglich.	 Basierend	
auf	den	Ergebnissen	erster	Rechnungen	werden	Änderungen	am	Gießdesign	und	
den	Gießparametern	vorgenommen	und	bewertet.	Die	Optimierung	des	Anschnitt‐	
und	Laufsystems	hat	das	Ziel,	eine	möglichst	laminare	Formfüllung	zu	erreichen.	
In	einem	zweiten	Schritt	wird	anschließend	der	zeitliche	Temperaturverlauf	in	der	
Schmelze	während	der	Abkühlung	mittels	einer	Erstarrungssimulation	berechnet.	
Deren	 Ergebnisse	 geben	 Aufschluss	 darüber,	 in	 wieweit	 sich	 das	 Speisersystem	
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sowie	die	Isolierung	positiv	auf	den	Erstarrungsverlauf	auswirken.	Ziel	ist	es,	über	
eine	 gelenkte	 Erstarrung	 die	 Ausbildung	 von	Makrolunkern	 im	 Fuss‐	 und	 Deck‐
bandbereich	 sowie	 Schrumpfungslunker	 im	 Schaufelblatt	 zu	 verhindern.	 Eine	
Übersicht	der	Prozessparameter	für	die	numerische	Simulation	ist	Tabelle	3‐2	zu	
entnehmen.	
Gießversuche	zur	Untersuchung	der	Bauteilqualität	
Zur	Untersuchung	der	Bauteilqualität	ist	eine	Versuchsserie	von	24	Bauteilen	vor‐
gesehen.	 Pro	 Abguss	 wird	 jeweils	 ein	 Bauteil	 hergestellt.	 Als	 Schaufelgeometrie	
kommt	hierbei	ein	Kundendesign	zum	Einsatz.	Um	die	geometrischen	Limits	in	der	
Abbildbarkeit	zu	ermitteln	wird	die	Austrittskantendicke	im	Bereich	von	0,5	mm	
bis	0,9	mm	variiert.	Das	Anschnitt‐,	 Lauf‐	und	Speisersystem	basiert	 auf	den	Er‐
gebnissen	der	numerischen	Simulation.	Zur	Untersuchung	der	Auswirkungen	des	
HIP‐Prozesses	auf	die	inneren	Defekte	werden	die	24	Schaufeln	vor	und	nach	die‐
sem	Prozessschritt	geröntgt.	
Tabelle	3‐2:	Übersicht	der	Prozessparamter	für	die	numerische	Simulation	
Parameter	 Wert
TiAl‐Legierung	 GE	48‐2‐2	
Anfangsvolumen	der	Schmelze	 363,5	ml	
Dichte	der	Schmelze	 3860	kg/m3	
Oberflächenspannung	der	Schmelze	 0,8	N/m	
Benetzungswinkel	der	Schmelze	 90°	
Viskosität	der	Schmelze	 0,00624	kg/ms	
Umdrehungsgeschwindigkeit	 0	auf	200	U/min	in	2	s	
Formschalentemperatur	 1100°C	(isotherm)	
Schmelzetemperatur	 1576°C	
Tliquidus	 1516°C	
Tsolidus	 1455°C	
Überhitzung	der	Schmelze	 60	K	
Latente	Wärme	des	Metalls	 341710	Joule/kg	
Druck	in	der	Gießkammer	 100	Pa	
Isolation	 Al2O3‐Wolle	
Gasphase:	Dichte	der	Luft	 1,205	kg/m3	
Gasphase:	Viskosität	der	Luft	 0,0000181	kg/ms	
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Ermittlung	der	Abkühlkurven	vorgewärmter	Keramikformschalen	
Die	 genaue	 Kenntnis	 der	 Formschalentemperatur	 unmittelbar	 vor	 dem	 Guss	 ist	
elementar	für	die	Bauteilqualität.	Da	sich	die	eingesetzten	Formschalen	innerhalb	
dieser	Arbeit	aus	zwei	verschiedenen	Keramiksystemen,	basierend	auf	Y2O3	für	die	
Frontschicht	und	Al2O3	für	die	Backup‐Schichten,	mit	entsprechend	unterschiedli‐
chen	 Wärmeausdehnungskoeffizienten	 zusammensetzen,	 besteht	 bei	 einem	 zu	
großen	Thermoschock	während	der	Formfüllung	die	Gefahr,	dass	sich	die	Front‐
schicht	von	der	Backup‐Schicht	löst.	
Nach	 der	 Entnahme	 aus	 dem	Vorwärmofen	 ist	 eine	weitere	Wärmezufuhr	wäh‐
rend	der	folgenden	Gussvorbereitung	und	dem	Schmelzvorgang	nicht	möglich,	so	
dass	die	Formschale	über	eine	Zeitdauer	von	ca.	6‐7	min	bis	zum	Abguss	abkühlt.	
Die	 Ermittlung	 des	 Temperaturverlustes	 innerhalb	 dieses	 Zeitraums	 ist	 das	 Ziel	
dieser	 Versuchsreihe.	 Neben	 der	 Untersuchung	 des	 Abkühlverlaufs	 bei	 unter‐
schiedlichen	 Vorwärmtemperaturen	 steht	 insbesondere	 auch	 der	 Einfluss	 ver‐
schiedener	Isolationsmaterialien	auf	den	Abkühlverlauf	im	Vordergrund.	
Zur	 Vereinfachung	 der	 Temperaturmessungen	 wird	 die	 vorgeheizte	 Formschale	
außerhalb	 der	 Gießkammer	 positioniert.	 Die	 Temperaturmessung	 erfolgt	 inner‐
halb	der	keramischen	Formschale.	Um	die	Messungen	reproduzierbar	zu	gestalten	
wird	das	Thermoelement	jeweils	durch	die	Auswachsöffnung	geführt	und	bis	zum	
Anschlag	 ins	Schaufeldeckband	geschoben.	Eine	Übersicht	der	untersuchten	Vor‐
wärmtemperaturen	 und	 eingesetzten	 Isolationsmaterialien	 ist	 Tabelle	 3‐3	 zu	
entnehmen.		
Tabelle	3‐3:	Versuchsprogramm	zur	Bestimmung	der	Abkühlraten	
Versuch	 Vorwärmtemperatur Isolationsmaterial	
1/2	 1000°C	 Al2O3‐Wolle	
3/4	 1070°C	 Al2O3‐Wolle	
5/6	 1130°C	 Al2O3‐Wolle	
7/8	 1200°C	 Al2O3‐Wolle	
9/10	 1300°C	 Al2O3‐Wolle	
11	 1000°C	 Ohne	Isolierung	
12	 1000°C	 Insural	800	
13	 1000°C	 X9	Plaster	
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Die	 Bandbreite	 der	 untersuchten	 Vorwärmtemperaturen	 liegt	 zwischen	 1000°C	
und	1300°C.	Eine	Vorwärmung	unterhalb	von	1000°C	hat	sich	 in	der	Vergangen‐
heit	als	nicht	praktikabel	erwiesen.	Oberhalb	von	1300°C	besteht	dagegen	die	Ge‐
fahr	 des	 Stabilitätsverlusts	 während	 des	 Schleuderns	 durch	 Formschalenerwei‐
chung.	Da	Al2O3‐Wolle	durch	seine	 feinen	Fasern	möglicherweise	 für	die	Bildung	
von	Gasporositäten	im	Bauteil	verantwortlich	ist	(siehe	Kapitel	3.2),	werden	zu‐
sätzlich	 alternative	 Isolationsmaterialien	 untersucht.	 Hierbei	 handelt	 es	 sich	 um	
die	pastösen	Feuerfestmaterialien	Insural	800	und	X9	Plaster	der	Fa	Foseco,	Bor‐
ken.	
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3.2. Ergebnisse und Bewertung 
3.2.1. Auslegung der Gießtechnik anhand der numerischen Simulation 
Das	optimierte	Ergebnis	der	Formfüllungssimulation	ist	in	Abbildung	3‐5	darge‐
stellt.	Der	Gießvorgang	selbst,	d.h.	die	Zeitspanne	zwischen	dem	Start	des	Schleu‐
dervorgangs	und	der	vollständigen	Füllung	der	Formschale	beträgt	ca.	1,6	Sekun‐
den.	Findet	allein	die	Formfüllung	der	Formschale	Betrachtung,	so	reduziert	sich	
die	 Zeitspanne	 auf	 ca.	 0,5	 Sekunden.	 Vor	 der	 Füllung	 des	 Bauteils	 strömt	 die	
Schmelze	 dabei	 aufgrund	 der	 Corioliskraft	 zuerst	 in	 den	 Schmutzfänger.	 Dieser	
ermöglicht	die	Aufnahme	von	Verunreinigungen,	wie	z.	B.	Keramikpartikel,	die	von	
der	 ersten	 Füllfront	 mitgerissen	 werden.	 Um	 unerwünschte	 Turbulenzen	 beim	
Eintritt	in	das	Schaufelblatt	zu	vermeiden,	ist	das	Design	des	Schmutzfängers	und	
des	Fussspeisers	in	der	Weise	optimiert	worden,	dass	das	Schaufelblatt	erst	gefüllt	
wird	nachdem	der	Schmutzfänger	vollständig	gefüllt	 ist	(1,25	s).	Die	Formfüllung	
des	 Blattes	 erfolgt	 aufgrund	 dessen	 Orientierung	 entgegen	 der	 Zentrifugalkraft	
und	 der	 Corioliskraft	 (vgl.	 Abbildung	 3‐4)	 näherungsweise	 laminar,	 wobei	 die	
Austrittskante	etwas	früher	als	der	Rest	des	Blattes	gefüllt	wird	(1,40	s).	
	
Abbildung	 3‐5:	 Ergebnis	 der	 Formfüllungssimulation	 des	 optimierten	 Anschnitt‐	 und	
Laufsystems	
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Dies	gewährleistet	eine	saubere	Kantenabbildung	nach	der	Erstarrung	und	wirkt	
dem	Auftreten	von	Kaltläufen	entgegen.	Bei	1,55	s	 ist	die	Formfüllung	der	Turbi‐
nenschaufel	praktisch	abgeschlossen.	Die	Erstarrung	beginnt	 im	Schaufelblatt	 an	
der	dünnen	Eintritts‐	und	Austrittskante	und	schreitet	Richtung	Mittelachse	 fort.	
Im	Bereich	des	dicksten	Querschnitts	des	Schaufelblattes	bleibt	die	Schmelze	am	
längsten	flüssig,	so	dass	sich	entlang	der	Mittellängsachse	sogenannte	„Hot‐Spots“	
ausbilden	 (detailliert	 dargestellt	 an	 einem	 generischen	 Schaufeldesign	
in	Abbildung	3‐6).	Diese	erweisen	sich	im	weiteren	Verlauf	der	Erstarrung	bezüg‐
lich	 der	 Porenbildung	 als	 sehr	 kritisch,	 da	 die	 geringe	Nachspeisung	 von	 γ‐TiAl‐
Legierungen	 die	 Volumenkontraktion	 des	 erstarrenden	 Metalls	 in	 den	 thermi‐
schen	Zentren	nur	bedingt	ausgleichen	kann.	Hierdurch	besteht	eine	große	Gefahr	
der	Bildung	von	unerwünschten	Schwindungslunkern.	
	
Abbildung	 3‐6:	 Gegenüberstellung	 der	 Erstarrungssimulation	 mit	 dem	 Ergebnis	 der	
Röntgenanalyse.	Die	von	der	Simulation	vorhergesagten	kritischen	Bereiche	in	Form	von	
isolierten	 „Hot‐Spots“	 auf	 der	 Mittelachse	 des	 Schaufelblattes	 finden	 sich	 als	 Schwin‐
dungslunker	im	Gussteil	wieder.	
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3.2.2. Optische Beurteilung der Gussbauteile 
Im	Rahmen	der	Voruntersuchungen	im	Labormaßstab	ist	es	gelungen,	sowohl	das	
generische	 Turbinenschaufeldesign	 als	 auch	 das	 Kundendesign	 mit	 einer	 Aus‐
trittskantendicke	 von	 0,7	 mm	 vollständig,	 d.h.	 ohne	 Kaltläufe,	 abzubil‐
den.	Abbildung	 3‐7	 zeigt	 dies	 exemplarisch	 anhand	 eines	 Gussteils	 des	 generi‐
schen	Turbinenschaufeldesigns.	Die	Qualität	und	Quantität	der	auftretenden	Ober‐
flächendefekte	streut	dabei	insgesamt	deutlich.	
	
Abbildung	 3‐7:	 Gegossene	 generische	 LPT6‐Turbinenschaufel	 mit	 einer	 Austrittskan‐
tendicke	von	0,7	mm.	
Innerhalb	 der	 Versuchsreihe	 haben	 sich	 insbesondere	 Gasporen,	 oberflächliche	
Keramikeinschlüsse,	 Kaltläufe	 und	 Risse	 als	 kritische	 Defekte	 erwiesen	 (sie‐
he	Abbildung	3‐8).	In	3	von	24	Fällen	ist	das	Bauteil	 frei	von	kritischen	Oberflä‐
chendefekten.	 Alle	 weiteren	 Schaufeln	 weisen	 dagegen	 in	 mindestens	 einer	 der	
genannten	Fehlerkategorien	signifikante	Defekte	auf.	Eine	Zusammenfassung	der	
optischen	Beurteilung	ist	Tabelle	3‐4	zu	entnehmen.	Innerhalb	der	Versuchsserie	
treten	isolierte	Gasporen	(>	0,3	mm)	sowie	vereinzelt	Porencluster	bei	praktisch	
allen	Schaufeln	in	unterschiedlicher	Quantität	über	dem	gesamten	Bauteil	verteilt	
auf.	Die	Entstehung	von	Gasporen	 ist	einerseits	durch	eingeschlossene	Luft	wäh‐
rend	 der	 Formfüllung/Erstarrung	 aufgrund	 eines	 ungenügenden	 Vakuums	 oder	
einer	turbulenten	Strömung,	sowie	andererseits	durch	die	Reaktion	von	Schmelze	
mit	eingetragenen	Verunreinigungen	zu	erklären.	
Zu	den	möglichen	Verunreinigungen	zählen	neben	dem	Eintrag	von	keramischen	
Partikeln	auch	die	Fasern	der	Al2O3‐Wolle	zur	Isolierung	der	Formschale,	welche	
während	der	Gussvorbereitung	und	dem	Aufschmelzvorgang	in	den	Tiegel	gelan‐
gen	können.	Das	ein	Zusammenhang	plausibel	erscheint,	zeigen	Abgüsse	mit	den	
alternativen	 Isolationsmaterialien	 Insural	und	X9	Plaster,	bei	denen	das	Ausmaß	
an	Gasporen	 im	Vergleich	 zur	 vorangegangenen	Versuchsserie	 deutlich	 geringer	
ist.	
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Abbildung	 3‐8:	 Übersicht	 der	 kritischen	 Defekte	 bei	 der	 Herstellung	 von	 TiAl‐
Turbinenschaufeln	auf	der	LINN‐Schleudergießanlage	
Keramikeinschlüsse	 an	 der	Blattoberfläche	 finden	 sich	 bei	 einzelnen	 Schaufeln	
vor	allem	im	Blattbereich	wieder.	Dieser	Defekt	entsteht,	sobald	sich	einzelne	klei‐
ne	Keramikpartikel	aufgrund	einer	Vorschädigung	der	Frontschicht	während	des	
Aufschmelzens	oder	der	Formfüllung	im	Tiegel	bzw.	der	Formschale	lösen	und	mit	
der	Schmelze,	dem	Schmutzfänger	zum	Trotz,	in	das	Bauteil	gerissen	werden.	Das	
Auftreten	 von	 Frontschichtabplatzungen	 durch	 einen	 zu	 hohen	 Thermoschock	
während	 der	 Formfüllung	 kann	mit	 den	 im	 Vorfeld	 gewonnenen	 Erkenntnissen	
aus	Kapitel	3.2.4	und	der	daraus	resultierenden	Anpassung	der	Vorwärmtempe‐
ratur	vollständig	vermieden	werden.	
HIP‐Dellen	treten	bevorzugt	im	Blattbereich	auf	der	Mittelachse	auf.	Die	Ursache	
ist	 auf	 den	 Prozess	 des	 heiß‐isostatischen	 Pressens	 zurückzuführen.	 Das	 Volu‐
mendefizit	 eines	 vormals	 innenliegenden	Defekts	wird	 nach	 seiner	 Eliminierung	
an	der	Oberfläche	abgebildet.	Da	sich	auf	der	Mittelachse	Schwindungslunker	be‐
finden	(siehe	Kapitel	3.2.3)	ist	dieser	Bereich	besonders	gefährdet.	Zudem	bilden	
sich	einzelne	größere	HIP‐Dellen	an	den	Stellen	im	Bauteil	aus,	an	denen	nach	dem	
Guss	innere	Gasporen	vorgefunden	wurden.	
In	Bezug	auf	das	Auftreten	von	Kaltläufen	hat	sich	eine	Austrittskantendicke	von	
0,7	mm	als	limitierende	Größe	herausgestellt.	2	von	10	Bauteilen,	deren	Austritts‐
kante	eine	Dicke	von	0,7	mm	aufweisen,	zeigen	einen	kleinen	Defekt	an	der	Schau‐
felkante.	 An	 gegossenen	 Schaufeln	 mit	 einer	 aufgedickten	 Austrittskante	 von	
0,9	mm	sind	dagegen	keine	Kaltläufe	zu	erkennen.	Eine	Absenkung	der	Austritts‐
kantendicke	von	0,7	auf	0,5	mm	 führt	hingegen	 in	der	Folge	zu	einem	Auftreten	
von	Kaltläufen	bei	7	von	8	Bauteilen.	
Risse	 treten	 ausschließlich	 im	 Schaufelblatt	 auf,	 da	 hier	 der	 schwächste	 Quer‐
schnitt	 des	 Bauteils	 vorliegt.	Während	 bei	 einer	 dicken	Austrittskante	 (0,9	mm)	
keine	 Risse	 ersichtlich	 sind,	 zeigen	 bei	 0,7	mm	Kantendicke	 1	 von	 10	 Schaufeln	
und	bei	0,5	mm	Kantendicke	2	von	8	Schaufeln	einen	Riss.	Da	die	Rissbildung	stets	
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im	Bereich	des	Kaltlaufs	 auftritt,	 ist	 die	Entstehung	mit	 der	 lokal	 höheren	Kerb‐
wirkung	zu	erklären,	welche	die	Risseinleitung	begünstigt.	
Tabelle	3‐4:	Zusammenfassung	der	optischen	Beurteilung	kritischer	Defekte	
Defekt	 TE‐Dicke	 Fuss Plattform Blatt Deckband
Gaspore	
0,9	mm	 +	 o	 ‐	 o	
0,7	mm	 +	 ‐	 ‐	 o	
0,5	mm	 ‐	 o	 ‐	 o	
Kaltlauf	
0,9	mm	 +	 +	 +	 +	
0,7	mm	 +	 +	 o	 +	
0,5	mm	 +	 +	 ‐	 +	
Riss	
0,9	mm	 +	 +	 +	 +	
0,7	mm	 +	 +	 o	 +	
0,5	mm	 +	 +	 ‐	 +	
Keramikeinschluss	
0,9	mm	 o	 o	 o	 o	
0,7	mm	 +	 +	 o	 +	
0,5	mm	 o	 +	 o	 +	
Fehlerhäufigkeit:	selten	(+)					mäßig	(o)					häufig	(‐)	
3.2.3. Röntgenanalyse der Bauteile und Auswirkungen des HIP‐Prozesses 
Die	Röntgenanalyse	zeigt,	dass	das	Anschnitt‐	und	Speisersystem	hinsichtlich	der	
Vermeidung	von	Makrolunkern	im	Fuss‐	und	Deckband	funktioniert.	In	diesen	Be‐
reichen	sind	keine	nennenswerten	Defekte	zu	erkennen.	Anders	verhält	es	sich	im	
Bereich	des	Schaufelblattes.	Die	geringe	Nachspeisung	der	TiAl‐Legierungen	ver‐
ursacht	bei	der	Erstarrung	Restlunker	in	den	thermischen	Zentren	auf	der	Mittel‐
linie/‐ebene	(vgl.	Kapitel	3.2.1).	Diese	können	mit	der	bestehenden	Gießtechnik	
nicht	vermieden	werden	und	äußern	sich	in	isolierten	schwammartigen	Defekten.	
Diese	sogenannten	Schwindungslunker	lassen	sich	mit	dem	HIP‐Prozess	nicht	re‐
produzierbar	 eliminieren.	 Abbildung	 3‐9	 verdeutlicht	 diesen	 Umstand	 anhand	
einer	Gegenüberstellung	der	Röntgenbilder	vor	und	nach	dem	HIP‐Prozess.	Es	ist	
zwar	zu	erkennen,	dass	einzelne	Nester	geschlossen	werden,	ein	nicht	unerhebli‐
cher	Anteil	der	Schwindungslunker	findet	sich	aber	auch	nach	dem	HIP‐Prozess	im	
Schaufelinneren	wieder.	Hieraus	lässt	sich	ableiten,	dass	diese	mittels	kleiner	Ka‐
näle	 eine	 Verbindung	 zur	 Oberfläche	 besitzen	 müssen	 und	 dadurch	 der	 HIP‐
Vorgang	wirkungslos	 bleibt.	 Im	 Rahmen	 der	 Voruntersuchungen	 ist	 es	 dennoch	
gelungen	 die	 Schwindungslunker	 auf	 der	Mittellinie	 bei	 einzelnen	 Schaufeln	mit	
Hilfe	 des	 HIP‐Prozesses	 praktisch	 vollständig	 zu	 eliminieren	 (siehe	 Abbildung	
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3‐10).	In	diesem	Fall	war	der	Abstand	der	Fehlstellen	zur	Oberfläche	groß	genug,	
so	 dass	 das	 diffusionsgesteuerte	 Verschweißen	 und	 Schließen	 der	 Hohlräume	
möglich	ist.	Defekte	nahe	bzw.	mit	Zugang	zur	Oberfläche	können	aber	auch	in	die‐
sem	Fall	nicht	eliminiert	werden.	
	
Abbildung	 3‐9:	 Gegenüberstellung	 der	 Röntgenbilder	 vor	 und	 nach	 dem	 HIP‐Prozess.	
Ein	nicht	unerheblicher	Anteil	der	Schwindungslunker	 im	Gusszustand	 findet	 sich	auch	
nach	 dem	HIP‐Prozess	 im	 Schaufelblatt	wieder	 (rechts).	 Die	Ausschnitte	 des	 Fuss‐	 und	
Deckbandbereichs	zeigen,	dass	sich	die	Makrolunker	 jeweils	außerhalb	des	Endbauteils	
ausbilden	(links).	
	
Abbildung	3‐10:	 Gegenüberstellung	 ausgewählter	 CT‐Bilder	 vor	 (links)	 und	 nach	 dem	
HIP‐Prozess	(rechts).	Bei	dieser	Schaufel	konnten	die	Schwindungslunker	auf	der	Mittel‐
achse	vollständig	eliminiert	werden	(siehe	beispielhaft	Schnitt	3).	Defekte	an	oder	nahe	
der	Oberfläche	werden	dagegen	nur	teilweise	(S1)	oder	gar	nicht	(S2)	entfernt.	
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Abgesehen	 von	 den	 annähernd	 reproduzierbar	 ausgebildeten	 Schwindungslun‐
kern	 schwankt	 die	 Qualität	 und	 Quantität	 der	 inneren	 Defekte	 analog	 zur	 opti‐
schen	Beurteilung	recht	deutlich.	Während	einzelne	Schaufeln	praktisch	fehlerfrei	
sind,	zeigen	andere	Schaufeln	vermehrt	Gasporen	und	Keramikeinschlüsse.	
3.2.4. Ermittlung der Abkühlkurven vorgewärmter Keramikformschalen 
Die	 Ermittlung	 der	 Abkühlkurven	 dient	 der	 Bestimmung	 der	 Formschalenvor‐
wärmtemperatur	 unmittelbar	 vor	 dem	 Guss.	 Ziel	 ist	 es,	 ein	 Temperaturlimit	 zu	
definieren,	 welches	 einerseits	 ein	 sicheres	 Prozessfenster	 hinsichtlich	 der	 Ther‐
moschockbeständigkeit	 der	 keramischen	 Formschale	 gewährleistet	 sowie	 ande‐
rerseits	 eine	 ausreichende	 Fließfähigkeit	 der	 TiAl‐Schmelze	 mit	 engem	 Erstar‐
rungsintervall	sicherstellt.	Die	Untersuchung	des	Temperaturverlaufs	einer	Form‐
schale	ohne	Isolierung	verdeutlicht	deren	Wichtigkeit.	Innerhalb	von	10	min	kühlt	
die	1000°C	heiße	Keramik,	vorwiegend	durch	Wärmestrahlung,	um	mehr	als	die	
Hälfte	ihrer	Ausgangstemperatur	auf	455°C	Innentemperatur	ab	(siehe	Abbildung	
3‐11).	Mit	 entsprechender	 Isolierung	 lässt	 sich	 die	 Abkühlung	 dagegen	 auf	 eine	
Temperatur	von	800	bis	850°C	begrenzen.	
	
Abbildung	3‐11:	Abkühlkurven	der	keramischen	Formschale	bei	verschiedenen	Isolati‐
onsmaterialien	und	einer	Vorwärmtemperatur	von	Ta	=	1000°C	
Innerhalb	 der	 Diplomarbeit	 „Technologische	 Entwicklung	 zur	 Herstellung	 von	
Niederdruckturbinenschaufeln	aus	TiAl	im	Schleuderguss	–	Gießtechnik	und	Qua‐
litätssicherung“	bei	Access	e.V.,	Aachen	wurde	anhand	von	LPT6‐Schaufeln	gezeigt,	
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dass	bis	zu	einer	Vorwärmtemperatur	von	1050°C	und	einer	gleichzeitigen	Isolie‐
rung	 mit	 Al2O3‐Wolle	 vermehrt	 Frontschichtabplatzungen	 auftreten.	 Gefährdet	
sind	 hierbei	 insbesondere	 Bauteiloberflächen	mit	 ausgeprägten	 Radien	wie	 zum	
Beispiel	das	Schaufelblatt	oder	der	Übergangsradius	zum	Deckband.	Im	Schaufel‐
blatt	treten	Frontschichtabplatzungen	bevorzugt	im	Bereich	der	konkaven	Schau‐
felblattseite	(auch	cc‐Seite	genannt)	auf.	Zu	begründen	ist	dieser	Umstand	damit,	
dass	die	korrespondierende	Keramikoberfläche	konvex	ausgeführt	 ist	und	damit	
bei	der	Wärmeausdehnung	eine	 schlechtere	 Stützwirkung	als	die	konkave	Ober‐
fläche	aufweist.	Ein	typisches	Fehlerbild	auf	der	cc‐Seite	zeigt	die	Abbildung	3‐12.	
	
Abbildung	3‐12:	Großflächiger	Oberflächendefekt	als	Resultat	einer	Frontschichtabplat‐
zung	auf	der	cc‐Blattseite	aufgrund	einer	zu	geringen	Vorwärmtemperatur	der	Keramik	
(links)	 und	 Markierung	 des	 kritischen	 Bereichs	 an	 einer	 aufgeschnitten	 keramischen	
Formschale	(rechts)	
Bei	der	Verwendung	von	Al2O3‐Wolle	liegt	der	Temperaturverlust	nach	10	min	in	
Abhängigkeit	 von	 der	 Vorwärmtemperatur	 Ta	 zwischen	 153°C	 bei	 1000°C	 und	
306°C	 bei	 1300°C.	 Unter	 der	 vereinfachten	 Annahme	 eines	 linearen	 Abkühlver‐
laufs	 bedeutet	 dies	 eine	 Abkühlrate	 zwischen	 15	 und	 30°C/min	 im	 gewählten	
Temperaturintervall.	Eine	Übersicht	der	Resultate	ist	Tabelle	3‐5	zu	entnehmen.	
Der	größere	Temperaturverlust	bei	höherer	Formschalentemperatur	lässt	sich	mit	
dem	 Stefan‐Boltzmann‐Gesetz	 begründen	 (Formel	 3.1),	 da	 die	 Temperatur	 des	
strahlenden	Körpers	mit	einer	Potenz	von	vier	in	die	Strahlungsleistung	eingeht.	
ሶܳ 	 ൌ 	 ௗொௗ௧ ൌ 	ߙߪܣܶସ	 	 	 	 	 	 	 	 Formel	3.1	
ሶܳ :	Strahlungsleistung	
ݐ	:	Zeit	
ߙ:	Emissionsgrad	
ߪ:	Stefan‐Boltzmann‐Konstante	
ܣ:	Oberfläche	des	abstrahlenden	Körpers	
ܶ:	Temperatur	des	abstrahlenden	Körpers	
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Eine	Betrachtung	der	Gießversuche	bei	unterschiedlichen	Vorwärmtemperaturen	
mit	den	dazugehörigen	ermittelten	Abkühlkurven	führt	zu	dem	Ergebnis,	dass	bei	
dem	Einsatz	von	Al2O3‐Wolle	als	Isolationsmaterial	und	einer	Prozesszeit	bis	zum	
Abguss	 von	 ca.	 6‐7	 min	 eine	 Temperatur	 im	 Inneren	 der	 Formschale	 von	 900‐
950°C	 beim	 Guss	 nicht	 unterschritten	 werden	 darf.	 Dieses	 Temperaturlimit	 ist	
insbesondere	 in	 Hinblick	 auf	 den	 Technologietransfer	 auf	 die	 Gießanlage	 im	 In‐
dustriemaßstab	und	der	damit	verbundenen	Modifikation	des	Vorwärmkonzepts	
als	sehr	wertvoll	einzuschätzen.	Die	Analyse	alternativer	Isolationsmaterialien	bei	
einer	Temperatur	von	1000°C	zeigt,	dass	die	Abkühlraten	im	Vergleich	zur	Al2O3‐
Wolle	um	ca.	5°C/min	zunehmen.	Bei	ihrer	Verwendung	ist	die	Vorwärmtempera‐
tur	im	Ofen	entsprechend	um	30	bis	50°C	nach	oben	anzupassen.	
Tabelle	 3‐5:	 Temperaturverlust	 während	 der	 Abkühlung	 bei	 verschiedenen	
Vorwärmtemperaturen	und	Isolationsmaterialien	
Versuch	 Vorwärmtem‐
peratur	(Ta)	
Isolations‐
material	
Temperatur nach	
10	min	(Te)	
Temperatur‐
differenz	(Ta‐Te)	
1/2	 1000°C	 Al2O3‐Wolle	 847°C	 153°C	
3/4	 1070°C	 Al2O3‐Wolle	 897°C	 173°C	
5/6	 1130°C	 Al2O3‐Wolle	 934°C	 196°C	
7/8	 1200°C	 Al2O3‐Wolle	 981°C	 219°C	
9/10	 1300°C	 Al2O3‐Wolle	 994°C	 306°C	
11	 1000°C	 Ohne	Isolierung	 455°C	 555°C	
12	 1000°C	 Insural	800	 805°C	 195°C	
13	 1000°C	 X9	Plaster	 815°C	 185°C	
 
3.3. Zusammenfassung der Vorversuche 
Im	Rahmen	der	Vorversuche	im	Labormaßstab	ist	die	prinzipielle	Gießbarkeit	von	
TiAl‐Niederdruckturbinenschaufeln	 dargestellt	 worden.	 Die	 Ermittlung	 von	 Ab‐
kühlkurven	 bei	 verschiedenen	 Vorwärmtemperaturen	 und	 Isolationsmaterialien	
ermöglicht	die	Etablierung	eines	 sicheren	Prozessfensters	 zur	Vermeidung	kera‐
mischer	 Abplatzungen	 sowie	 der	 Sicherstellung	 einer	 ausreichenden	 Fließfähig‐
keit	 während	 der	 Formfüllung.	 Die	 Auslegung	 der	 Gießtechnik	 mittels	 numeri‐
scher	Simulation	 in	Bezug	auf	die	Lage	der	Makrolunker	 im	Fuss‐	und	Deckband	
kann	 als	 erfolgreich	 bezeichnet	 werden.	 Die	 im	 Schaufelblatt	 auftretenden	
Schwindungslunker	bleiben	dagegen	aufgrund	ihrer	schwammartigen	Verbindung	
zur	Oberfläche	zu	einem	Großteil	auch	nach	dem	HIP‐Prozess	bestehen.	Die	Ver‐
suchsserie	hat	 zudem	gezeigt,	dass	eine	Austrittskante	von	ca.	0,7	mm	das	Limit	
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bei	der	reproduzierbaren	Gussteilherstellung	darstellt.	Unterhalb	dieser	Schwelle	
nehmen	die	Anzahl	an	Kaltläufen	und	die	damit	einhergehenden	Risse	 im	Schau‐
felblatt	deutlich	zu.	Oberhalb	einer	Kantendicke	von	0,7	mm	sind	dagegen	keine	
Kaltläufe	 und	 Risse	 zu	 verzeichnen.	 Die	 prinzipielle	 Abbildbarkeit	 von	 dünnen	
Austrittskantendicken	kleiner	0,7	mm	ist	auf	die	sehr	schnelle	Formfüllung	von	ca.	
0,5	 s	 ab	 Eintritt	 in	 die	 Formschale	 zurückzuführen.	 Die	 Oberflächenqualität	 der	
Gussteile	ist	gut,	schwankt	aber	innerhalb	der	Serie	beachtlich,	d.h.	Gasporen	und	
Keramikeinschlüsse	treten	je	nach	Abguss	in	unterschiedlicher	Qualität	und	Quan‐
tität	auf.	Mit	der	Substitution	der	Al2O3‐Wolle	zur	Isolierung	der	Formschale	geht	
eine	deutliche	Reduzierung	der	Gasporen	einher.	Gleichwohl	 stellt	 die	Verbesse‐
rung	der	Reproduzierbarkeit	 zukünftig	 eine	der	 größten	Herausforderungen	der	
LINN‐Schleudergießanlage	dar.	 Positive	Merkmale	des	Anlagenkonzepts	 sind	die	
kontrollierbare	Einstellung	der	Überhitzung,	die	exzellente	thermische	und	chemi‐
sche	Homogenisierung	während	des	Schmelzens	sowie	der	im	Vergleich	zu	ande‐
ren	Schmelztechnologien	moderate	Energieverbrauch	von	1	kWh/kg	TiAl.	
Limitierende	Faktoren	innerhalb	der	Vorversuche	sind	vor	allem	in	dem	Schmel‐
zen	 im	 Keramiktiegel	 und	 den	 damit	 einhergehenden	 Yttria‐Ausscheidungen	 im	
Gefüge	 zu	 sehen.	 Zum	 jetzigen	 Zeitpunkt	 sind	 diese	 für	 ein	 Serienbauteil	 in	 der	
Luftfahrt	nicht	 spezifiziert	und	damit	unzulässig,	wodurch	das	gesamte	Anlagen‐
konzept	 seine	 Serientauglichkeit	 verliert.	 Die	 geringe	 Schmelzmenge	 von	 max.	
2	kg,	die	eingeschränkte	Größe	der	Gießkammer	und	die	fehlende	Möglichkeit	der	
Nachchargierung	limitieren	ferner	die	Kapazität	der	Gießanlage.	
In	Summe	haben	die	Gießversuche	 im	Labormaßstab	wertvolle	Erkenntnisse	 für	
die	 Auslegung	 einer	 neuen	 KIT‐Gießanlage	 gelegt.	 Mit	 einer	 Adaption	 der,	 im	
Rahmen	 der	 Voruntersuchungen,	 definierten	 Gießtechnik	 samt	 Parametersatz	
kann	der	Technologietransfer	 auf	das	neue	 serientaugliche	Anlagenkonzept	 voll‐
zogen	werden.	
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4.  Transfer der Technologie auf ein Produktionsaggregat 
Mit	 der	 Darstellung	 der	 Gießbarkeit	 von	 TiAl‐Niederdruckturbinenschaufeln	 auf	
der	 LINN‐Schleudergießanlage	 im	 Labormaßstab	 ist	 das	 große	 Potential	 des	
Schleuderfeingießens	 bereits	 bewiesen	 worden.	 Da	 dieses	 Anlagenkonzept	 auf‐
grund	 des	 Schmelzvorgangs	 im	 Keramiktiegel	 und	 der	 limitierten	 Kapazität	 als	
Serienproduktionsaggregat	ausscheidet,	muss	in	einem	nächsten	Schritt	nun	eine	
Adaption	der	Prozessschritte	auf	eine	produktionsfähige	und	zugelassene	Anlage	
erfolgen.	Allein	so	kann	das	Ziel,	zukünftig	eine	Serienproduktion	für	die	Luftfahrt‐
industrie	 zu	 etablieren,	 erreicht	 werden.	 In	 diesem	 Kapitel	 liegt	 der	 Fokus	 der	
Untersuchungen	 auf	 der	 Eingrenzung	 eines	 geeigneten	 Parameterfensters	 auf	
einer	Schleudergießanlage	mit	KIT‐Technik	(Leicomelt	5	TP).	Diese	ist,	u.a.	basie‐
rend	auf	den	Resultaten	auf	der	LINN‐Gießanlage,	 in	einer	Kooperation	zwischen	
dem	Anlagenbauer	ALD,	Hanau	der	Feingießerei	TITAL,	Bestwig	sowie	Access	e.V,	
Aachen,	 speziell	 für	die	Herstellung	von	TiAl‐Niederdruckturbinenschaufeln,	ent‐
wickelt	 und	 konstruiert	 worden	 und	 stellt	 somit	 ein	 Novum	 dar.	 Die	 in	 den	
Voruntersuchungen	 gewonnenen	 Erkenntnisse	 dienen	 dabei	 als	 Know‐How‐
Grundstock	 bezüglich	 der	 Gießtechnik	 und	 Prozessparametern.	 Im	 Zuge	 des	
Technologietransfers	 sind	 verschiedene	 Vorwärmkonzepte	 entwickelt	 worden,	
deren	 Bewertung	 Teil	 dieses	 Kapitels	 ist.	 Die	 Eingrenzung	 eines	 geeigneten	
Parameterfensters	 erfolgt	 mit	 Hilfe	 von	 ersten	 Gießversuchen	 im	 Rahmen	 der	
Inbetriebnahme.	Ziel	 ist	es,	das	komplexe	Wechselspiel	der	Prozessschritte	und	‐
parameter	 innerhalb	 des	 Gießvorgangs	 abzustimmen	 und	 nachfolgend	 zu	
optimieren.	
4.1. Experimentelles 
Im	experimentellen	Teil	dieses	Kapitels	werden	zunächst	die	verschiedenen	Form‐
schalen‐Vorwärmkonzepte	 vorgestellt.	 Anschließend	 folgt	 eine	 Darstellung	 des	
Anlagenkonzepts	 der	 Leicomelt	 5	 TP	 sowie	 eine	 detaillierte	 Ablaufbeschreibung	
des	 Schleudergießprozesses.	 Abgerundet	wird	 die	Versuchsdurchführung	mit	 ei‐
ner	Übersicht	des	Versuchsprogramms	der	Inbetriebnahme	und	erster	Parameter‐
felduntersuchungen.	
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4.1.1. Formschalen‐Vorwärmkonzepte 
Innerhalb	 der	 Vorversuche	 im	 Labormaßstab	 hat	 sich	 eine	 Vorwärmtemperatur	
von	 mindestens	 900	 bis	 950°C	 als	 erforderlich	 herausgestellt,	 um	
Frontschichtabplatzungen	 beim	 Guss	 sicher	 vermeiden	 zu	 können	 und	 eine	
ausreichende	Fließfähigkeit	der	Schmelze	sicherzustellen.	Unter	Berücksichtigung	
dieser	Anforderung	sind	die	Vorwärmkonzepte	„Beheizte	Kiste“,	„Sandkessel“	und	
„Heizkasette“	 für	 die	 Leicomelt‐Gießanlage	 entwickelt	 und	 auf	 ihre	 Tauglichkeit	
geprüft	 worden.	 Allen	 Konzepten	 gemein	 ist,	 dass	 die	 Positionierung	 und	
Fixierung	 der	 Formschalen	 im	 kalten	 Zustand	 durchgeführt	 wird	 und	 der	
Vorwärmvorgang	 erst	 im	 montierten	 Zustand	 auf	 dem	 Rotationsteller	 beginnt.	
Eine	 1:1	 Umsetzung	 des	 LINN‐Vorwärmkonzepts	 mit	 einem	 externen	 Ofen	 und	
dem	 anschließenden	 Transfer	 der	 heißen	 Formschale	 in	 die	 Gießkammer	 ist	
aufgrund	der	daraus	resultierenden	aufwendigen	Fixierung	nicht	umsetzbar.	Diese	
Methode	 aus	 den	 Voruntersuchungen	 eignet	 sich	 nur	 für	 den	 Guss	 einer	
singulären,	 kleinen	 Formschale.	 Wesentliche	 Unterschiede	 zwischen	 den	
untersuchten	Konzepten	bestehen	 in	den	 Innenabmessungen	(verantwortlich	 für	
die	 maximale	 Anzahl	 und	 Ausrichtung	 der	 Schaufeln)	 sowie	 dem	
Umgebungsmedium	 (Luft	 oder	 Sand)	 und	 der	 daraus	 resultierenden	 Abkühlrate	
der	Formschale	nach	dem	Guss.	
Sowohl	 bei	 den	 beheizten	 Kisten	 als	 auch	 bei	 dem	 Sandkessel	 kann	 das	 LINN‐
Anschnitt‐	 und	Laufsystem	übertragen	werden.	Der	Gießaufbau	besteht	dabei	 in	
beiden	Fällen	aus	separaten	Formschalen,	die	mit	einem	zentralen	Schmelzevertei‐
ler	auf	dem	Rotationsteller	über	eine	halbkugelförmige	Kupplung	verbunden	sind	
(siehe	Abbildung	4‐1).		
	
Abbildung	4‐1:	Versuchsaufbau	des	Vorwärmkonzepts	 „Beheizte	Kiste“:	Positionierung	
der	Formschale	mit	Feuerfeststeinen	(links)	und	Aufsicht	mit	zentralem	Schmelzevertei‐
ler	(rechts)	
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Im	Falle	der	beheizten	Kisten	sind	die	Formschalen	 jeweils	einzeln	mit	Hilfe	von	
Feuerfeststeinen	in	diesen	positioniert.	Das	Aufheizen	erfolgt	über	fest	montierte	
Heizwendeln	 im	Kistendeckel.	Die	Zentrierung	des	Schmelzeverteilers	wird	über	
Haltestangen	gewährleistet.	Beim	Sandkessel	erfolgt	das	Aufheizen	der	Formscha‐
len	 mit	 mobilen	 Heizdrähten	 welche	 direkt	 auf	 deren	 Oberfläche	 montiert	 sind	
(siehe	Abbildung	4‐2).	
	
Abbildung	4‐2:	Versuchsaufbau	des	Vorwärmkonzepts:	„Sandkessel“:	Montage	der	Heiz‐
drähte	auf	der	Formschalenoberfläche	(linke),	Umhüllung	mit	Al2O3‐Wolle	 (mitte),	Voll‐
ständig	mit	Sand	gefüllter	Kessel	(rechts)	
Um	eine	Reaktion	des	Sandes	mit	den	heißen	Glühwendeln	zu	vermeiden	und	den	
Wärmeverlust	 einzugrenzen,	 ist	 eine	Umhüllung	mit	Al2O3‐Wolle	 notwendig.	Die	
Fixierung	der	Formschalen	sowie	die	Zentrierung	des	Schmelzeverteilers	erfolgen	
durch	ein	Hinterfüllen	mit	Sand.	Nach	der	vollständigen	Füllung	wird	der	Kessel	
mit	einem	Stahldeckel	verschlossen.	Die	Vorwärmung	des	Schmelzeverteilers	wird	
ebenfalls	über	Heizwendeln	realisiert.	Beim	Einsatz	der	Heizkassette	kann	der	be‐
reits	vorgestellte	Gießaufbau	mit	einzelnen	Formschalen	und	separaten	Schmelze‐
verteiler	 aufgrund	mangelndem	 Volumen	 nicht	 übertragen	werden.	 Dieses	 Kon‐
zept	ist	„maßgeschneidert“	für	die	Vorwärmung	eines	kompakten	Schaufelclusters,	
dessen	Schmelzeverteiler	in	die	Formschale	integriert	ist.	Nähere	Angaben	zu	die‐
sem	Gießaufbau	sind	dem	Kapitel	5	zu	entnehmen.	Das	Aufheizen	erfolgt	 in	die‐
sem	Fall	mit	Hilfe	von	Heizwendeln,	die	ringförmig	um	die	Formschale	angeordnet	
sind	(siehe	Abbildung	4‐3).	Die	Zentrierung	der	Formschale	wird	nach	dem	Auf‐
setzen	eines	Deckels	aus	Promat	außerhalb	der	Heizkassette	vorgenommen.	Eine	
Gegenüberstellung	 der	 wichtigsten	 Parameter	 der	 verschiedenen	 Vorwärmkon‐
zepte	 ist	 Tabelle	 4‐1	 zu	 entnehmen.	 Zur	 Untersuchung	 der	 Abkühlrate	 in	
Abhängigkeit	 des	 Vorwärmkonzepts	 und	 der	 Vorwärmtemperatur	 werden	 im	
Inneren	der	Formschale	zwischen	den	Zeitpunkten	„Abklemmen	der	Heizer“	und	
„Guss“	Temperaturmessungen	mittels	Thermoelement	vorgenommen.	
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Abbildung	4‐3:	Versuchsaufbau	des	Vorwärmkonzepts:	 „Heizkassette“:	Montierte	Heiz‐
kassette	 auf	dem	Rotationsteller	 (links),	Positionierung	der	Formschale	 in	der	Kassette	
(mitte),	Zentrierung	des	Schmelzeverteilers	außerhalb	der	Heizkassette	(rechts)	
Tabelle	 4‐1:	 Gegenüberstellung	 der	 wesentlichen	 Parameter	 der	 verschiedenen	
Vorwärmkonzepte	
Parameter	 Beheizte	Kiste Sandkessel	 Heizkassette
Vorwärmort	 Rotationsteller	 Rotationsteller	 Rotationsteller	
Abmessungen	(innen)	[mm]	 420x230x140	 ∅	1000	 ∅	450	
Anzahl	 3	 1	 1	
Max.	Anzahl	Schaufeln	 3	 3‐6*	 12	
Max.	Vorwärmtemperatur	[°C]	 1200	 1300	 1300	
Freiheitsgrade	(Ausrichtung)	 2	 3	 3	
Umgebungsmedium	 Luft	 Sand/Luft	 Luft	
Leistung	[kW]	 5	 5	 5	
*abhängig	von	der	Schmelzeverteilergeometrie	
4.1.2. Anlagenkonzept 
Der	Aufsatz	der	gesamten	Prozesskette	im	Industriemaßstab	findet	auf	einem	Va‐
kuum‐Induktionsschmelz‐	 und	 Gießofen	 des	 Typs	 Leicomelt	 5	 TP	 (in	 der	 Folge	
Leicomelt	genannt)	der	Fa.	ALD	Vacuum	Technologies,	Hanau	statt.	Charakteristi‐
sche	Merkmale	 dieser	 Anlage	 sind	 der	 Kaltwandinduktionstiegel,	 bestehend	 aus	
einem	wassergekühlten	Kupfertiegel,	sowie	die	räumliche	Trennung	von	Schmelz‐	
und	Gießformenkammer	mittels	Schieberventil	(siehe	Abbildung	4‐4).	Das	Zwei‐
Kammer‐Prinzip	 ermöglicht	 ein	 getrenntes	 Evakuieren	 beider	 Kammern	 durch	
Einsatz	 von	 Vakuumpumpen.	 Die	 Entkopplung	 der	 beiden	 Prozessschritte	 Auf‐
schmelzen	und	Gussvorbereitung	führt	zu	Vorteilen	in	der	Prozessführung,	worauf	
in	dem	folgenden	Kapitel	näher	eingegangen	wird.	Da	zum	jetzigen	Zeitpunkt	kei‐
ne	Chargiereinrichtung	installiert	ist,	kann	die	Anlage	nur	diskontinuierlich	gefah‐
ren	werden.	Dies	bedeutet,	dass	ein	Öffnen	der	Schmelzkammer	vor	jedem	weite‐
ren	Abguss	notwendig	ist.	Aufgrund	der	dadurch	deutlich	längeren	Evakuierungs‐
phasen	 der	 Schmelzkammer	 ist	 ein	 Ausschöpfen	 des	 vollen	 Potentials	 bezüglich	
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der	Taktzeiten	nicht	möglich.	Die	quaderförmige	Schmelzkammer	besitzt	eine	mo‐
torisch	 fahrbare	 Schmelzkammertür,	 an	 dessen	 Innenfläche	 der	 kippbare	 KIT	
(max.	120°)	montiert	und	an	die	Strom‐	und	Kühlwasserversorgung	angeschlossen	
ist.	 Der	 vertikal	 höhenverstellbare	 Gießtrichter	 ist	 im	 unbeweglichen	 Teil	 der	
Schmelzkammer	 angebracht	 und	 kann	 für	 den	Gießvorgang	 durch	 das	 geöffnete	
Schleusenventil	in	die	Gießformenkammer	hinabfahren.	
	
Abbildung	4‐4:	 Prinzipskizze	der	Zweikammer‐Leicomelt	5	TP	Gießanlage.	Die	überei‐
nander	 angeordneten	 Schmelz‐	 und	Gießformenkammer	 sind	mittels	 eines	 Ventils	 ver‐
bunden.	
Der	obere	Teilabschnitt	der	diagonal	geteilten	Gießformenkammer	ist	an	der	Un‐
terseite	der	feststehenden	Schmelzkammer	angeschweißt.	Der	untere,	bewegliche	
Teil	kann	dagegen	zum	Be‐	und	Entladen	auf	Schienen	herausgefahren	werden.	
Um	den	Zugang	zu	erleichtern	ist	zudem	eine	Drehung	bis	zu	90°	um	die	vertikale	
Rotationsachse	möglich.	 Der	 für	 den	 Schleudervorgang	 notwendige	 Drehantrieb	
ist	in	den	unteren	Teil	der	Gießformenkammer	integriert.	Die	Welle	ragt	dabei	in	
die	Kammer	hinein,	so	dass	ein	Rotationsteller	auf	dieser	platziert	werden	kann.	
Auf	 diesem	 finden	 die	 Gießform	 mitsamt	 des	 dazugehörigen	 Vorwärmkonzepts	
Platz.	Abhängig	von	dem	gewählten	Vorwärmkonzept	 ist	entweder	ein	separater	
Schmelzeverteiler	mit	Auslässen	oder	die	Formschale	selbst	im	Zentrum	der	Rota‐
tionsachse	platziert.	Das	obere	Ende	befindet	 sich	hierbei	unmittelbar	unterhalb	
des	Trichters,	der	bei	geöffnetem	Schleusenventil	 in	die	 tiefste	Position	gebracht	
wird.	
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Eine	 Gegenüberstellung	 der	 anlagenspezifischen	 Kennwerte	 der	 LINN	 Supercast	
und	 der	 ALD	 Leicomelt	 ist	 Tabelle	 4‐2	 zu	 entnehmen.	 Neben	 dem	 größeren	
Schmelzvolumen	 der	 Leicomelt	 finden	 sich	 signifikante	 Unterschiede	 zudem	 bei	
der	angelegten	Schmelzleistung	und	dem	Kühlwasserbedarf.	
Tabelle	4‐2:	Gegenüberstellung	der	anlagenspezifischen	Kennwerte	der	LINN‐Supercast	
und	der	ALD	Leicomelt	5	TP	
Technische	Daten	 LINN	Supercast ALD	Leicomelt	5	TP
Schmelzmenge	(TiAl)	[kg]	 1‐2	 4‐12	
Anzahl	Bauteile	 1‐2	 Bis	zu	12**	
Drehgeschwindigkeit	[U/min]	 0	‐	300	 0	–	400	
Leistung	beim	Schmelzen	[kW]	 0	‐	30	 0	–	400	
Frequenzbereich	[kHz]	 20	 1	–	10	
Schmelzstromversorgung	[kVA]	 36	 500	
Kühlwasserbedarf	Stromversorgung	
[l/min]	
20	 120	
Kühlwasserbedarf	KIT	[l/min]	 ‐‐‐	 450	
Druck	beim	Schmelzen	 1x10‐2	 3‐8x10‐2	
Prozesszeit*	[min]	 6‐7	 10‐12	
*:	Gussvorbereitung	bis	zum	Abguss					**:	Abhängig	von	der	Turbinenschaufelgeometrie	
4.1.3. Ablauf des Schleudergießprozesses 
Der	 schematische	 Ablauf	 des	 Schleudergießprozesses	 auf	 der	 Leicomelt	 ist	
in	Abbildung	4‐5	getrennt	nach	Schmelz‐	und	Gießformenkammer	dargestellt.	Die	
Chargierung	der	Legierung	in	Form	von	Slugs	oder	eines	Ingot	in	den	KIT	erfolgt	
bei	noch	geöffneter	Schmelzkammer.	Nachdem	die	Kammer	geschlossen	ist,	fährt	
der	Gießtrichter	bis	knapp	oberhalb	des	geschlossenen	Schleusenventils	herab.	
	
Abbildung	4‐5:	Schematischer	Ablauf	des	Schleudergießprozesses	auf	der	Leicomelt	mit	
Angabe	der	zeitlichen	Phasen	
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Nach	der	erfolgreichen	Evakuierung	(p	<	3x10‐2bar)	kann	mit	dem	induktiven	Er‐
wärmen	und	Schmelzen	des	Einsatzmaterials	 im	KIT	begonnen	werden.	Die	Vor‐
wärmung	der	Formschale	auf	dem	Rotationsteller	der	Gießformenkammer	benö‐
tigt	einen	Vorlauf	von	mindestens	4	Stunden.	Der	Rotationsteller	 ist	dabei	wahl‐
weise	bereits	auf	der	beweglichen	Hälfte	der	geöffneten	Gießformenkammer	mon‐
tiert	oder	wird	alternativ	erst	während	der	Gussvorbereitung	kurz	vor	dem	Guss	
mitsamt	 der	 Formschale	 und	 dem	 Vorwärmkonzept	 auf	 diesem	 platziert.	 Hier‐
durch	 lässt	 sich	 die	 Taktzeit	 der	 Anlage	 erheblich	 steigern.	 Das	 Entkoppeln	 des	
Vorwärmkonzepts	 von	den	Heizkreisläufen	 (Trafo)	und	das	Ziehen	der	Thermo‐
elemente	zur	Temperaturkontrolle	erfolgen	ca.	4‐5	min	nach	Beginn	des	Schmelz‐
vorgangs.	Direkt	im	Anschluss	wird	die	Gießformenkammer	zugefahren	und	eben‐
falls	evakuiert.	Sobald	der	Druck	in	beiden	Kammern	gleich	ist,	öffnet	das	Schleu‐
senventil	und	der	Gießtrichter	fährt	in	seine	tiefste	Position	herab.	Der	Rotations‐
teller	 benötigt	 30	 Sekunden	um	 auf	 die	 Solldrehzahl	 von	 200‐250	U/min	 zu	 be‐
schleunigen.	 Sobald	 diese	 erreicht	 ist,	 beginnt	 der	 Kippvorgang	 des	 KIT.	 Dabei	
schaltet	sich	das	EM‐Feld	des	KIT	ab	einem	Kippwinkel	von	ca.	60°	ab.	Das	flüssige	
Metall	 fällt	 in	 den	 Gießtrichter,	 welcher	 dieses	 gezielt	 in	 den	 Verteiler	 bzw.	 die	
Formschale	lenkt.	Aufgrund	der	vorliegenden	Zentrifugalkraft	erfährt	die	Schmel‐
ze	eine	Beschleunigung	nach	außen	und	füllt	die	Kavitäten.	Um	einen	hohen	Spei‐
sungsdruck	während	der	Erstarrung	aufrechtzuerhalten	wird	die	Rotation	für	ca.	
5	min	 aufrechterhalten,	 ehe	der	Rotationsteller	 in	 einer	Zeitspanne	von	30	 s	 auf	
null	abgebremst.	Währenddessen	fährt	der	Gießtrichter	in	seine	Ausgangsposition	
zurück	und	das	Schleusenventil	schließt.	
4.1.4. Versuchsprogramm der Parameterfelduntersuchungen 
Der	Fokus	der	Parameterfelduntersuchungen	im	Rahmen	der	Inbetriebnahme	der	
Leicomelt‐Gießanlage	liegt	neben	der	Optimierung	der	Prozesszeit	auf	der	Ausbil‐
dung	 des	 Tiegelskulls	 in	 Abhängigkeit	 von	 der	 Prozesszeit,	 Legierung	 und	 dem	
Einsatzmaterial	(Slugs	oder	Ingot).	Die	Inbetriebnahme	selbst	findet	zur	Vereinfa‐
chung	des	Versuchsaufbaus	mit	einer	Kokille	unter	statischen	Bedingungen	statt.	
Von	 zentraler	 Bedeutung	 für	 die	 Optimierung	 der	 Prozesszeit	 ist	 der	 Leistungs‐
kurvenverlauf	während	des	Schmelzvorgangs.	Der	prinzipielle	Verlauf	ist	vor	dem	
ersten	 Schmelzvorgang	 festzulegen	 und	 im	Rahmen	 folgender	 Versuche	 in	 Rich‐
tung	einer	möglichst	großen	Überhitzung	und	kurzer	Prozesszeit	zu	optimieren.	
Hierbei	 ist	 insbesondere	 das	 Wechselspiel	 der	 gegensätzlichen	 Größen	 „Wirt‐
schaftlichkeit“,	 d.h.	 Senkung	 der	 Energiekosten	 und	 Taktzeiten	 durch	 eine	mög‐
lichst	kurze	Schmelzzeit	und	„Schmelzequalität“,	d.h.	homogene	Schmelze	mit	aus‐
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reichender	Überhitzung,	 zu	beachten.	Bei	den	 ersten	 rotierenden	Gießversuchen	
wird	 auf	 das	Vorwärmkonzept	der	beheizten	Kisten	 zurückgegriffen.	 Im	Vorder‐
grund	 dieser	 Versuchsreihe	 stehen	 die	 Auswirkungen	 der	 Drehgeschwindigkeit,	
der	 Vorwärmtemperatur	 und	 der	 Prozesszeit	 auf	 die	 Formfüllung	 der	 Bauteile.	
Tabelle	4‐3	 stellt	 eine	 Übersicht	 der	 wesentlichen	 Parameter	 dar.	 Zum	 Einsatz	
kommen	 dabei	 die	 Gusslegierungen	 GE	 48‐2‐2	 und	 45‐2‐2	 XD.	 Als	 Schaufelgeo‐
metrien	 kommen	 3	 verschiedene	 Varianten	 zum	 Einsatz	 (siehe	Abbildung	4‐6).	
Allen	ist	gemein,	dass	sie	auf	der	LINN‐Schleudergießanlage	abbildbar	sind.	Einige	
charakteristische	geometrische	Parameter	fasst	Tabelle	4‐4	zusammen.	
Tabelle	4‐3:	Übersicht	ausgewählter	Parameter	für	die	rotierenden	Gießversuche	
Kenngrößen	 V1	 V2 V3 V4 V5 V6	 V7
Schaufelgeometrie	 A/A/A	 B/B/B	 A/C/B	 A/C/B	 A/C/B	 A/C/B	 A/A/B	
Legierung	 45‐2‐2	XD	 45‐2‐2	XD	 45‐2‐2	XD	 GE	48‐2‐2	 GE	48‐2‐2	 45‐2‐2	XD	 45‐2‐2XD	
Einsatzmenge	[kg]	 8,9	 8,3	 9,1	 8,9	 8,5	 8,8	 8,6	
Einsatzmaterial	 Ingot/	
Skull	
Ingot/	
Skull	
Ingot/	
Skull	 Slugs	 Slugs	 Slugs	
Slugs/	
Skull	
Drehgeschwindigkeit	
[U/min]	 150	 200	 200	 200	 200	 200	 200	
Vorwärmtemperatur	
Kisten	[°C]	 1100	 1100	 1100	 1100	 1200	 1200	 1200	
Vorwärmtemperatur	
Verteiler	[°C]	 1100	 ca.	180	 900	 900	 1100	 1100	 1100	
Prozesszeit	[min]	 12:50	 13:00	 12:36	 10:57	 10:24	 10:07	 10:07	
Prozesszeit	bis	zum	
Abtrennvorgang	[min]	 ‐‐‐	 ‐‐‐	 ‐‐‐	 ‐‐‐	 5:45	 5:11	 5:05	
Temperatur	Kisten	nach	
Abguss	[°C]	 ‐‐‐	 ‐‐‐	 1018	 1050	 1130	 1096	 1093	
Tabelle	4‐4:	Charakteristische	geometrische	Parameter	der	Schaufelgeometrien	
Parameter	 Geometrie	A Geometrie	B	 Geometrie	C
Austrittskantendicke	[mm]	 0,7	 1,5	 0,9	
Blattlänge	[mm]	 229,2	 229,1	 167,1	
Max.	Profildicke	(Fuss)	[mm]	 4,5	 6,7	 4,7	
Max.	Profildicke	(DB*)	[mm]	 2,4	 4,4	 3,1	
Sehnenlänge	(Mitte)	[mm]	 44,5	 45,1	 39,7	
*DB:	Deckband	
	
Abbildung	4‐6:	Darstellung	der	Profilschnitte	der	verschiedenen	Schaufelgeometrien	für	
die	rotierenden	Gießversuche.	Die	Schnitte	wurden	in	der	Mitte	des	Schaufelblattes	(be‐
zogen	auf	die	Länge)	vorgenommen.	
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4.2. Ergebnisse und Bewertung 
4.2.1. Bewertung der Formschalenvorwärmkonzepte 
Die	Beheizte	Kiste	sowie	der	Sandkessel	bieten	den	Vorteil,	dass	das	in	den	Vorun‐
tersuchungen	 entwickelte	 Anschnitt‐	 und	 Laufsystem	 aus	 den	 LINN‐Versuchen	
übertragen	werden	kann.	Damit	 eignen	 sich	diese	beiden	Konzepte	 idealerweise	
für	 die	 Inbetriebnahme	 und	 erste	 Gießversuche.	 Der	 dafür	 benötigte	 separate	
Schmelzeverteiler	 offenbart	 dabei	 einen	 gravierenden	 Nachteil.	 Im	 Bereich	 der	
halbkugelförmigen	 Verbindungstellen	 zwischen	 Verteiler	 und	 Formschalen	 be‐
steht	bei	 leichten	Positionsänderungen	der	Formschalen	während	des	Schleuder‐
vorgangs	 aufgrund	 der	 hohen	 wirkenden	 Kräfte	 die	 Gefahr,	 dass	 Schmelze	 aus‐	
bzw.	 im	Falle	des	Kessels	zusätzlich	Sand	eintreten	kann	(siehe	Abbildung	4‐7).	
Weitere	 konzeptbedingte	 Schwächen	 des	 Sandkessels	 sind	 der	 zeitaufwendige	
Aufbau	 sowie	 die	 lange	 Abkühldauer	 des	 Sandes,	 bis	 die	 Formschalen	 gefahrlos	
entnommen	werden	können.	Ein	positiver	Aspekt	ist	dagegen	das	große	nutzbare	
Volumen	(232	Liter),	dass	eine	fast	beliebige	Orientierung	der	Formschale	in	stei‐
gender	oder	fallender	Ausrichtung	erlaubt.	Dagegen	bietet	das	Konzept	„Beheizte	
Kiste“	aufgrund	des	deutlich	geringeren	Bauraums	(14	Liter/Kiste)	weniger	Mög‐
lichkeiten	in	der	Ausrichtung	der	Schaufeln.	Die	nutzbare	Fläche	ist	in	Abbildung	
4‐8	 jeweils	 farbig	 gekennzeichnet.	 Zudem	 ist	 die	Anzahl	 an	 Schaufeln	bei	 dieser	
Variante	auf	maximal	3	pro	Abguss	beschränkt.	Die	Heizkassette	(Volumen:	70	Li‐
ter)	unterscheidet	sich	 in	 ihrem	Konzept	deutlich	von	den	beiden	zuvor	genann‐
ten.	
	
Abbildung	4‐7:	Habkugelförmige	Kupplung	zwischen	Schmelzeverteiler	und	Formschale	
(links).	Sandeintritt	in	die	Formschale	aufgrund	einer	mangelhaften	Kupplung	beim	Vor‐
wärmkonzept	Sandkessel	(rechts).	Das	Bauteil	ist	vollständig	mit	Al2O3‐Sand	infiltriert.	
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Abbildung	4‐8:	Nutzbare	Fläche	für	die	Positionierung	und	Ausrichtung	der	Schaufeln	
Dieses	 Konzept	 ist	 speziell	 auf	 die	 Vorwärmung	 von	 sogenannten	 Gießclustern	
ausgelegt,	die	bis	zu	12	Schaufeln	pro	Formschale	enthalten	können.	Ein	gemein‐
samer	Nachteil	der	Heizkassette	und	der	beheizten	Kiste	 ist,	dass	eine	Beschädi‐
gung	der	Heizeinrichtung	im	sehr	seltenen	Falle	des	Bruchs	der	Formschale	wäh‐
rend	 des	 Gießvorgangs	 als	 hoch	 eingeschätzt	 werden	muss.	 Eine	 Zusammenfas‐
sung	der	Vor‐	und	Nachteile	der	untersuchten	Formschalenvorwärmkonzepte	 ist	
Tabelle	4‐5	zu	entnehmen.	
Tabelle	4‐5:	Übersicht	der	Vor‐	und	Nachteile	untersuchter	Vorwärmkonzepte	
Konzept	 Vorteile Nachteile	
Beheizte	Kiste	
 1:1	Übertragung	des	LINN‐
Anschnittsystems	
 Schnelle	Aufheizrate	
 Keine	Isolierung	der	Formschale	
 Kleines	Volumen	
 Max.	3	Schaufeln	pro	Abguss	
 Separater	Schmelzeverteiler	
 Verbindungsstellen	kritisch	
 Formschalenplatzer	kritisch	(Be‐
schädigung	Kiste)	
Sandkessel	
 1:1	Übertragung	des	LINN‐
Anschnittsystems	
 Großes	Volumen	
 Freie	Positionierung	der	Form‐
schalen	(3	Freiheitsgrade)	
 Formschalenplatzer	unkritisch	
 Hohe	Wärmespeicherung	des	
Sandes	
 Max.	3	Heizer	pro	Abguss	
 Separater	Schmelzeverteiler	
 Verbindungsstellen	kritisch	
 Gefahr	von	Sandeintrag	in	die	
Formschale	
 Zeitaufwendiger	Aufbau	
 Lange	Abkühlzeit	vor	Entnahme	
Heizkassette	
 Bis	zu	12	Schaufeln	pro	Abguss
 Kein	separater	Schmelzeverteiler	
 Einfache	Zentrierung	
 Schnelle	Aufheizrate	
 Geringe	Abkühlrate	
 Keine	Isolierung	der	Formschale	
 Eingeschränktes	Volumen	
 Formschalenplatzer	kritisch	(Be‐
schädigung	Heizkassette)	
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Die	 Bestimmung	 der	 Abkühlrate	 im	 inneren	 der	 Formschale	 zwischen	 dem	 Ab‐
klemmen	der	Heizer	und	dem	Abguss	hat	ergeben,	dass	die	Heizkassette	den	ge‐
ringsten	Temperaturverlust	aufweist	(siehe	Tabelle	4‐6).	Im	Vergleich	zur	beheiz‐
ten	 Kiste	 liegt	 die	 Abkühlrate	 bei	 festgeschriebener	 Vorwärmtemperatur	 von	
1100°C	mit	6‐7	°C/min	unter	den	Werten	der	beheizten	Kiste	(9‐11	°C/min).	Mit	
steigender	Vorwärmtemperatur	geht	aufgrund	der	höheren	Wärmestrahlung	(sie‐
he	Kapitel	3.2.4)	ein	Anstieg	der	Abkühlrate	einher.	Die	Aufheizdauer	sollte	un‐
abhängig	von	dem	Vorwärmkonzept	mindestens	4	Stunden	betragen,	um	eine	ho‐
mogene	Temperaturverteilung	im	inneren	der	Formschale	zu	erzielen.		
Tabelle	 4‐6:	 Abkühlrate	 im	 inneren	 der	 Formschale	 zwischen	 dem	 Abklemmen	 der	
Heizer	 und	 dem	 Abguss	 bei	 unterschiedlichen	 Vorwärmkonzepten	 (Vereinfachung:	
Lineares	Abkühlverhalten)	
Vorwärmkonzept	 Vorwärmtemperatur	[°C] Abkühlrate	[°C/min]	
Beheizte	Kiste	 1100	 9‐11	1200	 18‐22	
Sandkessel	 1100	 8‐9	1200	 13‐15	
Heizkassette	 1100	 6‐7	1200	 10‐12	
4.2.2. Ergebnisse der Parameterfelduntersuchung 
Im	 Rahmen	 der	 Optimierung	 der	 Prozesszeit	 ist	 es	 gelungen,	 die	 Dauer	 des	
Schmelz‐	und	Gießvorgangs	von	über	13	Minuten	während	der	ersten	Heißversu‐
che	auf	10‐11	Minuten	zu	reduzieren.	Folgende	Parameter	haben	dabei	einen	sig‐
nifikanten	Einfluss:	
 Einsatzmenge	Legierung	
 Leistungskurvenverlauf	während	des	Schmelzens	
 Legierungstyp	
 Umschmelzgrad	(Reinheit/Homogenität)	des	Einsatzmaterials	
Hervorzuheben	ist,	dass	die	oben	genannten	Einflussgrößen	nicht	isoliert	sondern	
nur	in	ihrem	Zusammenspiel	betrachtet	werden	dürfen.	Mit	einer	steigenden	Ein‐
satzmenge	ist	zwangläufig	eine	längere	Schmelzdauer	verbunden.	Durch	die	Opti‐
mierung	des	Leistungskurvenverlaufs	kann	der	 Schmelzvorgang	 insgesamt	deut‐
lich	 verkürzt	werden	 (siehe	Abbildung	4‐9).	Während	 zu	Beginn	der	 Inbetrieb‐
nahme	eine	stufenweise	Steigerung	von	50	KW	in	wechselnden	Zeitintervallen	(20	
bis	120	s)	auf	maximal	275	KW	vorgenommen	wurde,	ist	bei	der	1.	Optimierungs‐
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stufe	 eine	 Erhöhung	der	maximalen	 Leistung	 auf	 400	KW	und	 eine	Angleichung	
der	Schrittweite	(60	s)	bei	der	stufenweisen	Leistungssteigerung	zu	verzeichnen.	
Hierdurch	 lässt	 sich	die	Überhitzung	der	Schmelze	 steigern.	Eine	 lange	Haltezeit	
der	 Schmelze	 nach	 dem	 vollständigen	 Verflüssigen	 hat	 dagegen	 keine	 positiven	
Auswirkungen	auf	die	Überhitzung.	Im	Vergleich	zur	1.	Optimierungsstufe	erfolgt	
der	Leistungsanstieg	bei	der	2.	Optimierungsstufe	nicht	mehr	stufenweise	sondern	
linear.	Mit	dieser	Maßnahme	lässt	sich	das	bei	der	stufenweisen	Erhöhung	zu	be‐
obachtende	Phänomen	des	plötzlichen	Auseinanderbrechens	des	Ingots	aufgrund	
thermischer	Spannungen	vermeiden.	
	
Abbildung	 4‐9:	 Auftragung	 verschiedener	 Leistungskurvenverläufe	 während	 des	
Schmelzvorgangs.	
Bei	 der	 Bewertung	 verschiedener	 Legierungstypen	 in	 puncto	 Schmelzverhalten	
zeigt	 sich,	 dass	 der	 Zeitraum	 des	 Erschmelzen	 und	 Verflüssigen	 bei	 konstanter	
Leistungskurve	 und	 identischen	 Einwaagen	 im	 Falle	 von	 GE	 48‐2‐2	 (10:40	min)	
gegenüber	 45‐2‐2	 XD	 (10:07	min)	 ca.	 30	 Sekunden	 länger	 dauert.	Der	Vergleich	
der	jeweiligen	Tiegelskulls	zeigt	dagegen,	dass	die	Legierung	GE	48‐2‐2	mit	einem	
Skullgewicht	 von	 1250	 g	 im	 Mittel	 zu	 einer	 geringeren	 Palisadenwandbildung	
neigt	 als	 die	 Legierung	 45‐2‐2	 XD	 (1700	 g).	 Zudem	 ist	 festzuhalten,	 dass	 das	
Schmelzen	eines	1‐fach	umgeschmolzenen	 Ingots	 im	direkten	Vergleich	eine	 län‐
gere	Zeitdauer	benötigt	als	es	bei	3‐fach	umgeschmolzenen	Slugs	der	Fall	ist.	
Die	qualitativ	hochwertigeren	(reineren)	Slugs	zeichnen	sich	grundsätzlich	durch	
eine	 einfachere	 Schmelzführung	 aus,	 wohingegen	 der	 Ingot	 durch	 ein	 stärkeres	
Abdampfen	 von	 Legierungselementen,	 ein	 inhomogenes	 Aufschmelzen	 und	 eine	
stärkere	Neigung	zur	Palisadenbildung	auffällt.	Für	die	Eingrenzung	des	Zeitfens‐
ters	hinsichtlich	einer	optimalen	Schmelzdauer	sind	empirische	Schmelzversuche	
unabdingbar.	Die	stark	ausgeprägte	Badkuppe	(siehe	Abbildung	4‐10)	verhindert	
die	Sicht	auf	das	bodennahe	Einsatzmaterial	und	dessen	Aggregatzustand,	so	dass	
Transfer der Technologie auf ein Produktionsaggregat 
 
81 
nur	mit	Hilfe	von	Gießversuchen	mit	unterschiedlichen	Schmelz‐	bzw.	Haltezeiten	
ein	 Erfahrungsschatz	 aufgebaut	werden	 kann,	 zu	welchen	 Zeitpunkt	 der	 Abguss	
idealerweise	erfolgen	soll.	Während	bei	einer	zu	kurzen	Schmelzdauer	ein	Tiegel‐
skull	 mit	 einem	 unerwünschten	 Festkörperkegel	 im	 Zentrum	 auftritt,	 zeigt	 der	
Tiegelskull	 bei	 einer	 optimierten	 Schmelzzeit	 eine	 geringe	 Palisadenausprägung	
und	 ein	 damit	 verbundenes	 geringeres	 Gewicht.	 Bei	 zu	 langer	 Schmelzdauer	
kommt	 es	 hingegen	 zu	 einer	 verstärkten	 Bildung	 von	 Palisaden	 am	 Tiegelrand,	
welche	 wiederum	 das	 Skullgewicht	 erhöhen.	 Aus	 metallurgischer	 Sicht	 ist	 ein	
dünner	 Skull	 erstrebenswert,	 da	 mit	 steigender	 Skulldicke	 zunehmend	 Legie‐
rungselemente	aus	der	Schmelze	in	diesem	gebunden	werden	und	daher	die	kor‐
rekte	chemische	Zusammensetzung	bei	stark	ausgeprägtem	Skull	nicht	garantiert	
werden	 kann	 [125].	 Ferner	 reduziert	 sich	 die	 Einsatzmenge,	 die	 für	 den	Abguss	
zur	Verfügung	steht.	Abbildung	4‐11	verdeutlicht	die	Skullausbildung	bei	unter‐
schiedlichen	 Schmelzzeiten.	 Das	 Abklemmen	 der	 Heizer	 und	 das	 Zufahren	 der	
Gießformenkammer	sind,	bezugnehmend	auf	die	optimierte	Prozesszeit	von	10‐11	
Minuten,	ca.	4‐5	Minuten	nach	Beginn	des	Schmelzvorgangs	vorzunehmen.	Ein	zu	
frühes	Abklemmen	der	Heizvorrichtung	führt	zu	unerwünschten	thermischen	Ver‐
lusten	in	der	keramischen	Formschale,	wodurch	sich	die	Gefahr	von	Frontschich‐
tabplatzungen	während	des	Abgusses	sowie	von	Kaltlaufen	erhöht.	Ein	verspäte‐
tes	Abklemmen	und	Zufahren	der	Gießformenkammer	resultiert	dagegen	in	einer	
verlängerten	 Haltezeit	 im	 schmelzflüssigen	 Zustand,	 woraus	 eine	 Erhöhung	 des	
Tiegelskulls	folgt.	
	
Abbildung	 4‐10:	 Gegenüberstellung	 von	 Ingot	 (Abmaß:	 ∅120/L170	 mm;	 Gewicht:	 ca.	
9	kg)	und	Slug	(∅55/L230	mm;	Gewicht	ca.	3	kg)	der	Legierung	45‐2‐2	XD	(links)	sowie	
ausgeprägte	 Badkuppe	 im	 teilflüssigen	 Zustand	 während	 des	 Schmelzens	 von	 Slugs	
(rechts).	 Bei	 entsprechend	 hoher	 elektrischer	 Leistung	 des	 Induktors,	 löst	 sich	 die	
Schmelze	komplett	von	der	Tiegelwand	ab.	In	diesem	Fall	besteht	der	Kontakt	zwischen	
Schmelze	und	Tiegel	allein	über	den	Tiegelboden.	
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Abbildung	 4‐11:	 Skullausbildung	 im	 Tiegel	 bei	 unterschiedlichen	 Prozesszeiten	 (links	
und	 rechts)	 sowie	KIT	mit	 Skull	 (mitte).	Der	Tiegel	weist	 einen	 Innendurchmesser	 von	
156	mm	und	eine	Tiefe	von	276	mm	auf.	
4.2.3. Beurteilung erster Gussbauteile 
Der	Fokus	der	ersten	Versuchsserie	liegt	auf	der	prinzipiellen	Darstellbarkeit	von	
Schaufelgeometrien	 sowie	 der	 Eingrenzung	 kritischer	 Defekte.	 Zu	 diesen	 zählen	
neben	 Kaltläufen	 und	 Rissen	 auch	Makrolunker	 sowie	 Keramikeinschlüsse.	 Eine	
Übersicht	 der	 Resultate	 hinsichtlich	 des	 Formfüllungsgrades	 zeigt	 Abbildung	
4‐12.	Anhand	der	parallel	aufgetragenen	Parameter	Prozesszeit,	Drehzahl	des	Ro‐
tationstellers	und	der	Vorwärmtemperatur	der	beheizten	Kiste	lässt	sich	die	Stei‐
gerung	der	Bauteilqualität	mit	der	Variation	der	Stellgrößen	anschaulich	verknüp‐
fen.	 Innerhalb	der	ersten	drei	Gießversuche	konnte	nur	die	Schaufelgeometrie	B	
vollständig	 abgebildet	 werden.	 Alle	 anderen	 Bauteile	 weisen	 hingegen	 Kaltläufe	
über	 der	 gesamten	 Schaufelblattbreite	 auf.	Mit	 der	 Optimierung	 der	 Prozesszeit	
(von	ca.	13	min	auf	11	min)	und	der	damit	einhergehenden	Erhöhung	der	Überhit‐
zung	und	Verringerung	des	Skullanteils	steigt	die	Abbildbarkeit	ab	dem	Abguss	4	
deutlich.	Neben	dieser	Stellgröße	haben	zudem	die	Erhöhung	der	Schleuderdreh‐
zahl	von	150	auf	200	U/min	sowie	die	Erhöhung	der	Formschalenvorwärmtempe‐
ratur	von	1100°C	auf	1200°C	augenscheinlich	einen	positiven	Effekt	auf	die	Bau‐
teilqualität.	 Während	 die	 Schaufelgeometrie	 B	 nach	 der	 Parameteroptimierung	
annähernd	reproduzierbar	ohne	Kaltläufe	dargestellt	werden	kann,	sind	die	Tur‐
binenschaufelgeometrien	 A	 und	 C	 mit	 dem	 bestehenden	 Gießsystem	 nicht	 voll‐
ständig	abbildbar.	Mit	der	Eingrenzung	der	Kaltläufe	auf	den	Bereich	der	Schaufel‐
kanten	kann	aber	auch	bei	diesem	Geometrien	eine	Verbesserung	der	Formfüllung	
festgestellt	 werden.	 Ein	 Vergleich	 der	 Formfüllungsqualität	 beider	 Legierungen	
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zeigt	leichte	Vorteile	bei	der	GE	48‐2‐2.	Ausgewählte	Bilder	gegossener	Turbinen‐
schaufeln	sind	Abbildung	4‐13	zu	entnehmen.	
Alle	Bauteile	dieser	Versuchsreihe	besitzen	nicht	die	Qualität,	um	den	Spezifikati‐
onen	der	Triebwerkshersteller	zu	genügen.	Aus	diesem	Grund	scheint	eine	Klassi‐
fizierung	der	Defekte	anhand	deren	Kriterien	als	nicht	sinnvoll.	Hervorzuheben	ist,	
dass	 im	Zuge	der	ersten	Gießversuche	mehrere	vollständig	abgebildete	und	riss‐
freie	 Schaufeln	 der	 Geometrie	 B	 hergestellt	 worden	 sind.	 Mit	 diesem	 Machbar‐
keitsnachweis	ist	das	primäre	Ziel	der	Versuchsreihe	erreicht	worden.	
	
Abbildung	4‐12:	 Übersicht	 der	 Ergebnisse	 der	 Schleudergießversuche	 im	Rahmen	der	
Inbetriebnahme.	Der	 Formfüllungsgrad	der	Bauteile	 ist	 den	 jeweiligen	Gießparametern	
gegenüber	gestellt.	
	
Abbildung	4‐13:	 Ausgewählte	 Gussbauteile	 der	 rotierenden	 Gießversuche	 im	 Rahmen	
der	Inbetriebnahme	
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4.2.4. Gegenüberstellung der Gießsysteme LINN ‐ Leicomelt 
Die	 Ergebnisse	 der	 Parameterfelduntersuchungen	 haben	 gezeigt,	 dass	 mit	 dem	
bestehenden	 Gießsystem	 die	 geforderten	 dünnen	Wandstärken	 von	weniger	 als	
1,5	 mm	 im	 Bereich	 der	 Austrittskante	 nicht	 abbildbar	 sind.	 Trotz	 einer	 mittels	
numerischer	 Simulation	 und	 Gießversuchen	 erfolgreichen	 Optimierung	 des	
Schmelzeverteilers	 von	V1	 zu	V6	 (Reduzierung	 des	 Skullgewichts	 von	 950	 g	 auf	
310	 g)	 hinsichtlich	 einer	 schnelleren	 und	 stetigeren	Weiterleitung	 des	 flüssigen	
Metalls	 reichen	 die	 numerisch	berechneten	Massenflussverläufe	 der	 optimierten	
Variante	V6	mit	bis	zu	1	kg/s	an	den	Auslässen	(siehe	Abbildung	4‐14)	dennoch	
nicht	 aus,	 um	 die	 Formschalen	 signifikant	 besser	 zu	 füllen.	 Begründet	 werden	
kann	dieser	Umstand	mit	einem,	im	Vergleich	zur	LINN‐Schleudergießanlage,	wei‐
teren	Weg	der	Schmelze	aus	dem	Tiegel	bis	 in	die	Kavitäten	der	Formschale	und	
einer	damit	verbundenen	 langsameren	aber	vor	allem	unstetigeren	Formfüllung.	
Eine	 Gegenüberstellung	 der	 Verweilzeiten	 der	 Schmelze	 zu	 verschiedenen	 Zeit‐
punkten	 des	 Gießvorgangs	 verdeutlicht	 die	 Unterschiede	 beider	 Anlagen	 (siehe	
Abbildung	4‐15).	Während	die	Schmelze	in	der	Linn‐Anlage	bereits	nach	0,5	s	in	
die	Formschale	eintritt	und	die	Kavität	nach	1,6	 s	 vollständig	gefüllt	 ist,	 verlässt	
die	Schmelze	in	der	Leicomelt‐Anlage	zu	diesem	Zeitpunkt	gerade	erst	den	Tiegel.	
Verantwortlich	hierfür	ist	die	vergleichsweise	langsame	Tiegelkippung.	
Erst	nach	2,2	s	tritt	die	erste	Schmelze	in	die	Kavität	des	Bauteils	ein.	Vollständig	
abgeschlossen	ist	die	Formfüllung	nach	3,5	s.	Die	Tatsache,	dass	im	Gegensatz	zur	
LINN‐Schleudergießanlage,	 bei	 der	 die	 Schmelze	 bereits	 beschleunigt	 aus	 dem	
Tiegel	in	die	Formschale	gelangt,	die	Schmelze	nach	dem	Ausfließen	aus	dem	Gieß‐
trichter	 beim	Auftreffen	 auf	 den	Verteilerboden	praktisch	 ihre	 komplette	 kineti‐
sche	Energie	verliert,	stellt	einen	weiteren	negativen	Aspekt	hinsichtlich	der	Zeit‐
spanne	des	Gießvorgangs	dar.	Die	Schmelze	verteilt	sich	in	der	Leicomelt	zunächst	
turbulent	 in	 dem	 Verteiler	 und	 erfährt	 erst	 im	 Anschluss	 durch	 die	 Zentrifugal‐
kraft	eine	Beschleunigung	nach	außen.	
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Abbildung	4‐14:	Einfluss	der	Verteilergeometrie	der	Varianten	V1	und	V6	auf	das	Skull‐
gewicht	(links)	sowie	Berechnung	der	Massenflüsse	und	der	akkumulierten	Masse	an	den	
drei	 Verteilerauslässen	 mittels	 numerischer	 Formfüllungssimulation	 (rechts).	 Die	 fett	
gedruckten	Kurven	 stellen	 jeweils	 den	Massenfluss	 an	 einem	Verteilerauslass	 über	 der	
Zeit	 dar,	 während	 die	 dünn	 gedruckten	 Kurven	 die	 korrespondierende	 akkumulierte	
Masse	aufzeigen.	Zu	beachten	 ist	die	unterschiedliche	Skalierung	der	Ordinatenachse	 in	
den	 beiden	 Diagrammen.	 Mit	 der	 Modifizierung	 des	 Schmelzeverteilers	 lässt	 sich	 der	
Massenfluss	von	max.	0,35	kg/s	auf	bis	zu	1,00	kg/s	in	der	Spitze	steigern.	
	
Abbildung	4‐15:	 Gegenüberstellung	 der	 Verweilzeiten	 der	 Schmelze	 zu	 verschiedenen	
Zeitpunkten	des	Gießvorgangs	in	der	Linn	und	Leicomelt‐Anlage	anhand	einer	Zeitleiste	
Transfer der Technologie auf ein Produktionsaggregat 
 
86 
4.3. Zusammenfassung des Technologietransfers 
Die	Resultate	der	ersten	Gießversuche	haben	gezeigt,	dass	der	Technologietrans‐
fer	prinzipiell	 geglückt	 ist.	 Im	Zuge	der	Optimierung	der	Prozesszeit	 sowie	einer	
gezielten	Variation	der	Drehzahl	des	Rotationstellers	und	der	Vorwärmtemperatur	
der	 Formschale	 ist	 eine	 deutliche	 Steigerung	 der	 Gussteilqualität	 hinsichtlich	
Formfüllung	 erreicht	 worden.	 Nichtsdestotrotz	 können	 mit	 dem	 eingesetzten	
Gießsystem,	bestehend	aus	einem	separaten	Schmelzeverteiler	und	3	Formschalen	
mit	 dem	 adaptieren	 Lauf‐	 und	Anschnittsystem	 aus	 den	 Vorversuchen	 aufgrund	
der	vergleichsweise	langsamen	Tiegelkippung	sowie	Formfüllung	nicht	annähernd	
die	 dünnen	 Geometrien	 mit	 einer	 Austrittskante	 von	 0,7	 mm	 auf	 der	 LINN‐
Gießanlage	dargestellt	werden.	Das	Limit	der	reproduzierbaren	Abbildbarkeit	der	
Austrittskantendicke	bewegt	sich	im	Rahmen	der	ersten	Gießversuche	im	Bereich	
von	1,5	mm.	Um	komplexere	Geometrien	abbilden	zu	können	ist	eine	Anpassung	
des	 Gießkonzepts	 hinsichtlich	 einer	 optimierten	 Formfüllung	 notwendig.	 Dieser	
Aspekt	 sowie	der	Einfluss	geometrischer	Änderungen	des	Schaufelprofils	auf	die	
Gießbarkeit	sind	Bestandteil	des	folgenden	Kapitels	(Kapitel	5).	Ein	großes	Poten‐
tial	 zur	Optimierung	des	Gießprozesses	 stellt	 der	Kippkurvenverlauf	 des	 Tiegels	
dar.	Dessen	Modifikation	hinsichtlich	eines	schnelleren	und	konstanteren	Massen‐
stroms	 in	 die	 Kavitäten	 verspricht	 eine	 deutliche	 Steigerung	 der	 Abbildbarkeit.	
Diese	Thematik	ist	Bestandteil	des	Kapitels	6.	
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5. Untersuchung potentieller Gießkonzepte zur Optimierung der 
Formfüllung 
Im	vorangegangenen	Kapitel	wurde	der	Technologietransfer	erfolgreich	vollzogen	
und	 die	 prinzipielle	 Abbildbarkeit	 von	 Turbinenschaufelgeometrien	 gezeigt.	 Zur	
Darstellung	 komplexerer	 Turbinenschaufelgeometrien	 mit	 dünnen	 Austrittskan‐
tendicken	von	weniger	als	1,5	mm	hat	sich	die	aus	den	Voruntersuchungen	adap‐
tierte	Gießtechnik	 jedoch	als	untauglich	erwiesen.	Ziel	dieses	Kapitels	 ist	es	nun,	
das	 Anschnitt‐	 und	 Gießsystem	 in	 der	 Weise	 anzupassen,	 dass	 eine	 möglichst	
schnelle	und	stetige	Formfüllung	des	Schaufelblattes	erzielt	wird.	Zur	Steigerung	
der	Wirtschaftlichkeit	wird	zudem	angestrebt,	die	Anzahl	an	gegossenen	Schaufeln	
pro	Guss	zu	erhöhen.	Hierzu	stehen	verschiedene	Gießkonzepte	bereit,	welche	auf	
ihre	Eignung	hin	geprüft	werden.	Neben	realen	Gießversuchen	wird	zudem	auf	das	
Werkzeug	der	numerischen	Simulation	zurückgegriffen.	Das	am	besten	geeignete	
Gießkonzept	wird	im	Anschluss	dazu	genutzt,	um	im	Rahmen	einer	Machbarkeits‐
studie	 verschiedene	 geometrische	 Modifikationen	 am	 Schaufelblatt	 und	 deren	
Auswirkungen	auf	die	Gießbarkeit	zu	untersuchen.	
5.1. Experimentelles 
Der	 experimentelle	 Teil	 beinhaltet	 zunächst	 eine	 Vorstellung	 der	 untersuchten	
Gießkonzepte.	 Im	 Anschluss	 folgt	 die	 Darstellung	 des	 Versuchsprogramms	 zur	
Ermittlung	der	gießtechnischen	Designlimitierungen.	Hierzu	sind	gezielt	Modifika‐
tionen	im	Schaufelprofilverlauf	vorgenommen	worden,	um	die	Auswirkungen	auf	
die	 Gießbarkeit	 zu	 untersuchen.	 In	 diesem	 Zusammenhang	wird	 eine	 Definition	
der	wichtigsten	geometrischen	Parameter	einer	Turbinenschaufel	vorgenommen.	
5.1.1. Vorstellung potentieller Gießkonzepte 
Im	Rahmen	der	Untersuchung	potentieller	Gießkonzepte	zur	Darstellung	komple‐
xerer	und	dünnerer	Blattgeometrien	stehen	 insgesamt	vier	verschiedene	Varian‐
ten	im	Fokus	der	experimentellen	Untersuchungen.	Die	Referenzgeometrie	bildet	
dabei	das	Turbinenschaufeldesign	C	aus	Kapitel	4.1.4	mit	einer	nominellen	Aus‐
trittskantendicke	von	0,9	mm.	Zur	Herstellung	der	Wachsmodelle	wird	hierbei	auf	
eine	PU‐Matrize	 zurückgegriffen.	Bezugnehmend	auf	die	Ausführung	des	 jeweili‐
gen	Anschnitt‐	und	Laufsystems	werden	diese	nachfolgend	als	 „Füllhorn“,	 „Lenk‐
rad“,	 „Karussell“	bzw.	 „Stern“	bezeichnet.	Eine	Gegenüberstellung	 ihrer	charakte‐
ristischen	Merkmale	ist	Tabelle	5‐1	zu	entnehmen.		
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Tabelle	5‐1:	Gegenüberstellung	der	verschiedenen	Gießkonzepte	
Parameter	 Füllhorn Lenkrad Karussell	 Stern
Anzahl	Gießversuche	 2	 1	 5	 2	
Anzahl	Schaufeln/Guss	 3	 3	 6	 6	
Vorheizkonzept	 Sandkessel	 Heizkassette	 Heizkassette	 Sandkessel	
Ausrichtung	Schaufeln	 Horizontal	
0°	
Horizontal	
15°	
Vertikal	
‐30°/0°/30°	
Beides	
15°‐90°	
Formfüllung	gegen	Zent‐
rifugalkraft?	
Ja	 Ja/Nein	 Nein	 Ja/Nein	
Formfüllung	gegen	Cori‐
oliskraft	im	Airfoil?	
Ja	 Ja	 Nein	 Nein	
Separater	Verteiler	 Ja	 Nein	 Nein	 Nein	
Schmelzemenge	[kg]	 6,5/7,4	 8,4	 8,5	 10,3/10,6	
Versuchs‐Nr.	(V)	 1+2	 3	 4‐8	 9+10	
	
Abbildungen	der	verschiedenen	Varianten	sind	Kapitel	5.2.1	 zu	entnehmen.	Um	
die	Vergleichbarkeit	 sicherzustellen	 sind	 alle	Gießkonzepte	 im	Wesentlichen	mit	
den	optimierten	Gießparametern	des	vorherigen	Abschnitts	und	der	Legierung	GE	
48‐2‐2	abgegossen	worden.	
Der	 Name	 Füllhorn	 leitet	 sich	 aus	 der	 Form	 des	 Schmelzeverteilers	 ab.	 Dieser	
zeichnet	sich	durch	einen	singulären	Abgang	aus.	Im	Vergleich	zu	dem	im	vorheri‐
gen	Kapitel	eingesetzten	Gießkonzept	wird	die	Schmelze	erst	direkt	vor	dem	Ein‐
tritt	in	die	Kavitäten	der	modularen	Formschale	aufgeteilt.	Die	Positionierung	der	
Schaufeln	erfolgt	analog	zur	LINN‐Gießtechnik	entgegen	der	Zentrifugal‐	und	Co‐
rioliskraft.	Der	zugehörige	Versuchsaufbau	ist	in	Abbildung	5‐1	dargestellt.	
Bei	 dem	Gießkonzept	Lenkrad	 ähnelt	 die	 Form	des	Anschnitt‐	 und	Laufsystems	
eben	diesem.	Die	drei	 Schaufeln	 sind	entgegen	der	Zentrifugal‐	und	Corioliskraft	
oberhalb	eines	ringförmigen	Laufsystems	platziert.	Aufgrund	der	kompakten,	ein‐
teiligen	Ausführung	kann	auf	einen	modularen	Aufbau	mittels	Kupplung	verzichtet	
werden.	Der	unzureichende	Durchmesser	der	Schlickertöpfe	verhindert	eine	voll‐
ständige	Orientierung	der	Bauteile	entgegen	der	Zentrifugalkraft,	so	dass	das	letz‐
te	Viertel	des	Schaufelblattes	fallend	gefüllt	wird.	Die	Schaufeln	sind	entgegen	der	
Schwerkraft	leicht	geneigt.	Im	Gegensatz	zum	Füllhorn	erfolgt	der	Abguss	mit	dem	
Vorwärmkonzept	Heizkassette.	
Das	Karussell	zeichnet	sich	durch	seine	kompakten	Abmaße	und	die	vertikale	An‐
ordnung	der	Schaufeln	aus,	welche	eine	Vorwärmung	in	der	Heizkassette	ermög‐
licht.	
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Abbildung	 5‐1:	 Versuchsaufbau	 „Füllhorn“.	 Die	 Verbindung	 der	 Formschale	 mit	 dem	
Füllhorn	 erfolgt	 über	 eine	 halbkugelförmige	 Kupplung.	 Die	 Heizdrähte	 zur	 Vorheizung	
befinden	 sich	 direkt	 auf	 der	 Schalenoberfläche.	 Das	 Hinterfüllen	 mit	 Sand	 sichert	 die	
Gießform	gegen	Verrutschen	während	des	Schleudervorgangs.	
Diese	Konfiguration	erlaubt	die	Montage	von	6	Schaufeln,	welche	in	ihrer	Ausrich‐
tung	(senkrecht,	nach	innen	oder	außen	zeigend)	beliebig	variiert	werden	können.	
Allen	 Varianten	 gemein	 ist,	 dass	 die	 Austrittskante	 in	 Zentrifugalrichtung	 ange‐
ordnet	 ist.	Die	Aufteilung	der	Schmelze	auf	die	Kavitäten	erfolgt	unmittelbar	vor	
deren	Eintritt	 in	 einem	 in	die	Formschale	 integrierten	Verteiler.	Die	notwendige	
Stabilität	des	Clusters	während	des	Tauch‐	und	Besandungsprozesses	gewährleis‐
tet	 eine	 zentrale	Mittelstange.	 Das	 Gießkonzept	 Stern	 zeichnet	 sich	 durch	 seine	
Formfüllung	 entgegen	 der	 Schwerkraft	 aus.	 Die	 Formschale	 ist	 analog	 zum	 Typ	
Lenkrad	und	Karussell	einteilig	ausgeführt.	Über	einen	sternförmigen	Verteiler	am	
Formschalenboden	wird	die	Schmelze	auf	insgesamt	6	Kavitäten	verteilt.	Die	bei‐
den	 untersuchten	 Varianten	 unterscheiden	 sich	 im	Wesentlichen	 durch	 den	 An‐
stellwinkel	der	Schaufeln.	
5.1.2. Untersuchung der gießtechnischen Designlimitierungen 
Die	Gießbarkeit	einer	Turbinenschaufel	ist	nicht	allein	durch	einen	geometrischen	
Parameter	gekennzeichnet,	 sondern	abhängig	von	dem	Zusammenspiel	verschie‐
dener	Faktoren.	Die	maßgeblichen	Stellgrößen,	die	das	Schaufelblatt	geometrisch	
beschreiben	und	damit	Einfluss	auf	ihre	Abbildbarkeit	nehmen,	sind:	
 Austrittskantendicke	
 Eintrittskantendicke	
 Maximale	Profildicke	
 Sehnenlänge	
 Skelettlinienlänge	
 Keilwinkel	(Steigung	der	Profildicke	über	der	Skelettlinie	)	
Untersuchung potentieller Gießkonzepte zur Optimierung der Formfüllung 
 
90 
Eine	graphische	Darstellung	dieser	Parameter	erfolgt	in	Abbildung	5‐2.	Den	Aus‐
gangspunkt	für	die	Untersuchung	der	Gießbarkeit	bildet	das	Turbinenschaufelde‐
sign	 C	mit	 einer	Austrittskantendicke	 von	 0,9	mm.	Basierend	 auf	 diesem	Design	
werden	 insgesamt	 vier	 verschiedene	 Modifikationen	 des	 Schaufelprofils	 vorge‐
nommen	(siehe	Abbildung	5‐3).	Aus	den	einzelnen	CAD‐Datensätzen	werden	mit	
Hilfe	 der	 Bearbeitungssoftware	 „Airfoil	 Designer“	 der	 Fa.	 Atech,	 Berlin	 alle	 rele‐
vanten	Messdaten	nach	dem	 „Rolling‐Ball‐Verfahrens“	ermittelt	und	 in	Datenrei‐
hen	zusammengetragen.	Dies	ermöglicht	unter	anderem	eine	graphische	Darstel‐
lung	 der	 Profildicke	 über	 der	 Länge	 der	 Skelettlinie	 in	 ausgewählten	 Schnitten.	
Allen	Varianten	gemein	ist,	dass	die	Saugseite	des	Schaufelblattes	in	unterschiedli‐
chem	Maße	ausgehend	von	der	Austrittskante	aufgedickt	wird.	Spätestens	ab	dem	
Punkt	der	maximalen	Profildicken	entspricht	der	Verlauf	 jedoch	wieder	der	Aus‐
gangsversion	 (Design	 C).	 Bei	 der	 Option	 1	 erfolgt	 eine	 gleichmäßige	Aufdickung	
der	Saugseite	von	0,6	mm.	Eine	gleichmäßige	Aufdickung	bedeutet,	dass	die	Stei‐
gung	der	Profildicke	über	der	Skelettlinie	unverändert	bleibt.	 Im	Gegensatz	dazu	
erfolgt	die	Aufdickung	von	0,6	mm	bei	der	Option	2	nur	lokal	an	der	Austrittskan‐
te.	In	10	mm	Abstand	von	der	Austrittskante	wird	der	ursprüngliche	Profilverlauf	
wieder	erreicht.	Option	3	 ist	gekennzeichnet	durch	eine	nur	minimal	aufgedickte	
Austrittskante	von	1,0	mm.	Im	Vergleich	zu	den	beiden	Vorgängern	ist	jedoch	der	
Keilwinkel	 größer	 gewählt,	 so	 dass	 die	maximale	 Profildicke	 ansteigt.	 Die	 vierte	
Variante	 (Option	 4)	 zeichnet	 sich,	 analog	 zu	 Option	 1,	 durch	 eine	 gleichmäßige	
Aufdickung	von	1,6	mm	auf	der	Saugseite	aus.	
	
Abbildung	5‐2:	Graphische	Darstellung	der	maßgeblichen	geometrischen	Parameter	ei‐
ner	Turbinenschaufelgeometrie	
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Abbildung	 5‐3:	 Auftragung	 der	 Schaufelblattdicke	 über	 der	 Skelettlinienlänge	 für	 die	
verschiedenen	 Schaufelprofilmodifikationen.	Der	 gewählte	 Schnitt	 liegt	 86	mm	von	der	
Fussplattform	entfernt.	Der	Skelettlinienwert	0	kennzeichnet	die	Eintrittskante	während	
bei	einer	Länge	von	52,5	mm	die	Austrittskante	erreicht	wird.	
Innerhalb	der	Versuchsserie	werden	von	der	Ausgangsvariante	sowie	jeder	Option	
12	 Schaufeln	 gegossen.	 Dies	 entspricht	 in	 Summe	10	 Gießversuchen	mit	 jeweils	
zwei	6er	Clustern	pro	Variante.	 Für	die	Herstellung	der	Wachsmodelle	 von	Aus‐
gangsvariante	C	wird	 auf	 eine	konventionelle	Metallmatrize	 für	die	 spritztechni‐
sche	Herstellung	zurückgegriffen	 (siehe	Abbildung	5‐4).	Bei	den	Modifikationen	
stellt	 sich	 aufgrund	der	vergleichsweise	kleinen	Stückzahlen	der	Einsatz	 von	ge‐
druckten	RP‐Modellen	der	Fa.	Voxeljet,	Friedberg	als	schnelle	und	kostengünstige	
Alternative	 dar.	 Diese	 gewährleisten	 im	 Vergleich	 zu	 PU‐Matrizen	 eine	 bessere	
Maßhaltigkeit	der	verlorenen	Modelle	(vgl.	Kapitel	5.2.2).	Das	Gießsystem	sowie	
die	Prozessparameter	sind	bei	allen	Abgüssen	gleich	gewählt.	Bei	dem	Gießaufbau	
handelt	es	sich	um	einen	6er	Cluster‐Karussell‐Aufbau,	auf	dem	die	Schaufeln	mit	
der	Austrittskante	nach	außen	geneigt	positioniert	 sind.	Eine	Übersicht	der	Pro‐
zessparameter	zeigt	Tabelle	5‐2.	
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Abbildung	5‐4:	Darstellung	der	verschiedenen	Herstellungsverfahren	für	Positivmodelle.	
Metallmatrize	für	Wachsmodelle	(links);	PU‐Matrize	für	Wachsmodelle	(mitte);	Gedruck‐
tes	RP‐Modell	(rechts)	
Tabelle	5‐2:	Ausgewählte	Prozessparamter	der	Gießversuche	
Parameter	 Wert
Vorwärmtemperatur	[°C]	 1100°C	
Legierung	 GE	48‐2‐2	
Einwaage	[kg]	 7,5	–	7,8	(abhängig	von	Gießaufbau)	
Schmelzleistung	[KW]	 400	(resultierende	Überhitzung:	60‐80°C)	
Prozesszeit	[min]	 Ca.	10	
Druck	[mbar]	 <	6	x	10‐2	
Drehzahl	[U/min]	 250	
Schleuderzeit	[s]	 30	–	60	–	30	(Beschleunigen	–	Schleudern	‐	Abbremsen)
	
  	
Untersuchung potentieller Gießkonzepte zur Optimierung der Formfüllung 
 
93 
5.2. Ergebnisse und Bewertung 
5.2.1. Bewertung der Gießkonzepte 
Im	Folgenden	werden	die	Ergebnisse	der	Gießversuche	der	einzelnen	Gießkonzep‐
te	vorgestellt	und	bewertet.	Eine	Übersicht	aller	Konzepte	hinsichtlich	ihrer	Form‐
füllungsqualität	fasst	Tabelle	5‐3	zusammen.	
Tabelle	5‐3:	Übersicht	der	Formfüllungsqualität	der	verschiedenen	Gießkonzepte	
Gießkonzept	 Vollständige
Formfüllung	
Gesamt Ausbringung
Füllhorn	 1/3	0/3	 1/6	 17	%	
Lenkrad	 0/3	 0/3	 0	%	
Karussell	(nach	außen	geneigt)	 3/6	3/6	 6/12	 50	%	
Karussell	(senkrecht)	 0/6	 0/6	 0	%	
Karussell	(nach	innen	geneigt)	 3/6	1/6	 4/12	 33	%	
Stern	 0/6	0/6	 0/12	 0	%	
	
Das	Konzept	Füllhorn	 basiert	 auf	der	Annahme,	dass	der	 singuläre	Abgang	eine	
schnelle,	stetige	Weiterleitung	der	Schmelze	in	Richtung	der	Kavitäten	gewährleis‐
tet.	 Im	 Gegensatz	 zu	 den	 bisher	 eingesetzten	 Schmelzeverteilern	 mit	 mehreren	
Abgängen	(siehe	Kapitel	4.2.4)	bietet	sich	der	Schmelze	aufgrund	der	geometri‐
schen	 Ausführung	weniger	 Gelegenheit	 in	 diesem	 zu	 rotieren,	 wodurch	 sich	 die	
Verweilzeit	 erheblich	 verkürzen	 lässt.	 Die	 Schaufeln	 sind	 in	 der	Weise	 hinterei‐
nander	 in	 einer	 Ebene	 angeordnet,	 dass	 eine	 recht	 turbulenzarme	 Formfüllung	
gewährleistet	 ist.	 Die	 Ergebnisse	 der	 beiden	 Gießversuche	 mit	 diesem	 Konzept	
zeigt	Abbildung	5‐5.	Von	den	sechs	gegossenen	Schaufeln	ist	eine	vollständig	ab‐
gebildet	(grün).	2	Schaufeln	weisen	kleine	(gelb),	3	Schaufeln	hingegen	große	Kalt‐
läufe	(rot)	entlang	der	Austrittskante	auf.	Die	Annahme,	dass	der	singuläre	Abgang	
Vorteile	 gegenüber	 dem	 bisher	 eingesetzten	 Gießsystem	 bezüglich	 der	 Formfül‐
lung	bietet,	 hat	 sich	mit	 der	 besseren	Abbildbarkeit	 zwar	 bestätigt.	Nichtsdesto‐
trotz	 konnte	 eine	 reproduzierbare	 Abbildung	 der	 Geometrie	 nicht	 erreicht	wer‐
den.	
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Abbildung	5‐5:	Ergebnisse	des	Konzepts	„Füllhorn“.	Insgesamt	konnte	1	von	6	Schaufeln	
vollständig	abgebildet	werden.	
Ferner	 gestaltet	 sich	 die	 Herstellung	 der	 keramischen	 Formschale	 aufgrund	 der	
großen	Hebelwirkung	des	Aufbaus	als	schwierig,	so	dass	mit	einer	hohen	Bruchge‐
fahr	während	 der	 Herstellung	 zu	 rechnen	 ist.	Weitere	 einschränkende	 Faktoren	
sind	der	Einsatz	des	Vorwärmkonzepts	des	Sandkessels	sowie	die	Limitierung	von	
3	Schaufeln	pro	Abguss.	Ein	stetiger,	 turbulenzarmer	Massenstrom	in	die	Kavitä‐
ten	 der	 Schaufeln	 steht	 ebenfalls	 bei	 dem	 Konzept	 des	 Lenkrades	 im	 Vorder‐
grund.	Die	Schaufeln	sind	dabei	oberhalb	eines	ringförmigen	Laufs	platziert.	Deren	
Formfüllung	ist	aufgrund	der	höher	platzierten	Anschnitte	erst	möglich,	nachdem	
der	Ring	vollständig	mit	Schmelze	gefüllt	ist.	Das	Resultat	der	numerischen	Simu‐
lation	zeigt,	dass	sich	mit	dieser	Konfiguration	unerwünschte	„Spritzer	und	Schlü‐
cke“	voreilender	Schmelze	vermeiden	lassen.	Die	lange	Zeitdauer	bis	zum	Eintritt	
in	 das	 Schaufelblatt	 stellt	 sich	 dagegen	 als	 negativ	 dar.	 In	 der	 Praxis	 zeigen	 alle	
drei	Schaufeln	eine	über	der	gesamten	Schaufelblattbreite	kaltgelaufene	Schmelze	
(siehe	Abbildung	5‐6).	Dies	legt	den	Schluss	nahe,	dass	die	Schmelze	aufgrund	der	
sehr	 langen	Formfüllungszeit	des	Rings	und	der	damit	verbundenen	starken	Ab‐
kühlung	eine	zu	geringe	Fließfähigkeit	besitzt,	um	das	gesamte	Schaufelblatt	abzu‐
bilden.	 Anhand	 der	 recht	 gleichmäßig	 eingefrorenen	 Füllfronten	 im	 Bereich	 der	
Kaltläufe	zeigt	sich,	dass	das	angestrebte	laminare	Füllverhalten	erreicht	worden	
ist.	
Der	 Entfall	 eines	 separaten	 Schmelzeverteilers	 ermöglicht	 bei	 dem	 Karussell‐
Aufbau	 eine	 verhältnismäßig	 schnelle	 Formfüllung	 sowie	 einen	 kurzen	Weg	 der	
Schmelze	vom	Trichterauslass	bis	in	die	Kavitäten.	
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Abbildung	5‐6:	Ergebnis	des	Konzepts	„Lenkrad“.	Die	Schmelze	ist	in	allen	drei	Schaufeln	
innerhalb	 des	 Schaufelblattes	 nahe	 dem	 Deckband	 eingefroren.	 Die	 kaltgelaufene	 Füll‐
front	zeigt	eine	recht	laminare	Füllung	der	Kavitäten.	
Abbildung	5‐7	 verdeutlicht	 dies	 in	 einer	 Gegenüberstellung	 der	 Ergebnisse	 der	
numerischen	 Formfüllungssimulationen	 von	 Karussell	 und	 Lenkrad	 hinsichtlich	
der	Zeitdauer	bis	zum	Schmelzeeintritt	in	das	Schaufelblatt.	Diese	ist	in	dem	direk‐
ten	Vergleich	bei	dem	Konzept	Karussell	um	1,3	s	schneller	als	beim	Lenkrad.	Er‐
kauft	wird	dieser	Umstand	aber	mit	einer	turbulenteren	Füllung	des	Blattes.	
	
Abbildung	5‐7:	Numerische	Formfüllungssimulation	der	Varianten	„Karussell	nach	innen	
geneigt	 (links)“	 und	 „Lenkrad“	 (rechts).	Die	 Zeitdauer	 bis	 zum	Eintritt	 der	 Schmelze	 in	
das	Schaufelblatt	beträgt	bei	der	Karussellvariante	ca.	0,4	s	und	bei	dem	Lenkrad	1,7	s.	Im	
Gegensatz	zum	Karussell	verläuft	die	Formfüllung	bei	dem	Lenkrad	dagegen	deutlich	ru‐
higer.	
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Die	Ausrichtung	bzw.	Orientierung	der	Schaufeln	hat	dabei	eine	große	Auswirkung	
auf	 den	 Formfüllungsvorgang	 sowie	 dessen	 Qualität	 (siehe	Abbildung	5‐8).	 Die	
Variante	mit	nach	außen	geneigten	Schaufeln	zeigt	mit	6	von	12	(50	%)	vollständig	
abgebildeten	Schaufeln	im	Gegensatz	zu	den	Varianten	senkrecht	(0	%)	und	nach	
innen	geneigt	(33	%)	die	besten	Ergebnisse	hinsichtlich	Abbildbarkeit	und	Repro‐
duzierbarkeit.		
	
Abbildung	 5‐8:	 Ergebnisse	 des	 Konzepts	 „Karussell“.	 Die	 Orientierung	 nach	 außen	
(links)	bzw.	innen	(rechts)	zeigt	mit	6/12	bzw.	4/12	vollständig	ausgelaufenen	Schaufeln	
deutlich	bessere	Formfüllungsgrade	als	die	Variante	mit	senkrecht	stehenden	Schaufeln	
(mitte).	In	diesem	Fall	konnte	keines	der	sechs	Bauteile	komplett	gefüllt	werden.	
Bei	 den	 nicht	 vollständig	 abgebildeten	 Schaufeln	 zeigen	 sich	 bei	 dieser	 Variante	
lediglich	kleinere	Kaltläufe	an	der	Austrittskante,	wogegen	Schaufeln	der	Varian‐
ten	nach	innen	geneigt	und	senkrecht	vermehrt	größere	Kaltläufe	aufweisen.	Eine	
Orientierung	der	Austrittskante	 nach	 außen	 erweist	 sich	 generell	 als	 vorteilhaft,	
da	die	Schmelze	durch	die	Zentrifugalkraft	während	der	Formfüllung	 in	die	dün‐
nen	Kanten	gedrückt	wird.	
Das	 Konzept	 Stern	 ist	 mit	 dem	 Ziel	 entwickelt	 worden,	 eine	 ruhige,	 laminare	
Formfüllung	 entgegen	 der	 Schwerkraft	 bzw.	 Zentrifugalkraft	 zu	 realisieren	 und	
somit	 der	Ausbildung	von	Kaltläufen	 entgegenzutreten.	Wie	Abbildung	5‐9	 ver‐
deutlicht,	 ist	dieser	Ansatz	grundlegend	gescheitert.	Die	Schaufeln	sind	 im	Mittel	
nur	bis	maximal	zu	einem	Drittel	gefüllt.	Zu	erklären	ist	dies	mit	einem	zu	gerin‐
gem	 Fülldruck	 aufgrund	 mangelnder	 Fliehkräfte	 und	 Schmelzemenge	 bei	 der	
Formfüllung	entgegen	der	Schwerkraft.	
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Abbildung	5‐9:	Ergebnisse	des	Konzepts	„Stern“.	Unabhängig	von	ihrer	Ausrichtung	sind	
die	Schaufeln	maximal	bis	zur	Hälfte	ihrer	Blattlänge	gefüllt.	Mit	der	maximalen	Schmel‐
zemenge	 von	 ca.	 11	 kg	 sowie	 einem	maximalen	 Durchmesser	 des	 Rotationstellers	 von	
100	cm	ist	diese	Konfiguration	nicht	erfolgreich	abbildbar.	
In	der	 Summe	bietet	das	Konzept	Karussell	mit	nach	außen	geneigten	Schaufeln	
das	 größte	 Potential.	 In	 diesem	Fall	 konnten	 jeweils	 3	 von	 6	 Schaufeln	 bei	 zwei	
Gießversuchen	 vollständig	 abgebildet	 werden.	 Aus	 diesem	 Grund	 wird	 dieser	
Gießaufbau	 für	 weiterführende	 Versuche,	 insbesondere	 bei	 der	 Ermittlung	 der	
gießtechnischen	Designlimitierungen,	genutzt	und	optimiert.	Neben	der	am	besten	
geeigneten	 Formfüllung	 stellt	 sich	 der	 Karussell‐Aufbau	 mit	 seinen	 6	 Schaufeln	
auch	 in	 puncto	 Wirtschaftlichkeit	 als	 effizienter	 gegenüber	 dem	 Lenkrad	 oder	
Füllhorn	heraus.	Mit	einer	annähernd	vergleichbaren	Schmelzemenge	ist	z.	B.	ge‐
genüber	dem	Konzept	Lenkrad	die	doppelte	Anzahl	an	Schaufeln	herstellbar.	
5.2.2. Definition der gießtechnischen Designlimitierungen 
Als	 Ausgangspunkt	 für	 die	 Definition	 der	 gießtechnischen	 Designlimitierungen	
dient	der	Karussell‐Gießaufbau	mit	nach	außen	geneigten	Schaufeln	des	Turbinen‐
schaufeldesigns	C	(M0)	(vgl.	Kapitel	5.2.1).	Die	darauf	aufbauenden	Modifikatio‐
nen	M1‐M4	sind	in	Abbildung	5‐10	zusammengefasst.	Die	Ausbringung	hinsicht‐
lich	 der	 Abbildbarkeit	 liegt	 bei	 den	 beiden	Referenz‐Gießclustern	 (M0)	 bei	 0	%.	
Das	heißt,	 es	konnte	keine	vollständig	ausgelaufene	Schaufel	hergestellt	werden.	
Abbildung	5‐11	zeigt	exemplarisch	ein	Gussteil	mit	zum	Teil	massiven	Kaltläufen	
an	der	Austrittskante.	
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Abbildung	5‐10:	Übersicht	der	verschiedenen	Profilmodifikation	
Die	große	Diskrepanz	in	der	Ausbringung	zwischen	den	beiden	Referenzabgüssen	
und	 den	 Ergebnissen	 vergleichbarer	 Aufbauten	 des	 vorherigen	 Kapitels	 (0	 zu	
50	%)	resultiert	aus	den	unterschiedlichen	Austrittskantendicken,	hervorgerufen	
durch	den	Einsatz	verschiedener	Wachsmodellmatrizen.	Die	für	die	Untersuchung	
der	Gießkonzepte	eingesetzte	PU‐Matrize	wird	in	Folge	zunehmender	Erwärmung	
nach	 mehrmaligem	 Gebrauch	 nachgiebiger	 und	 dehnt	 sich	 aufgrund	 des	 hohen	
Fülldrucks	des	Wachses	(20‐30	bar)	aus.	Daraus	resultiert	eine	mittlere	Austritts‐
kantendicke	von	1,1	bis	1,2	mm.	Die	Wachsmodelle	der	Geometriestudie	aus	der	
Metallmatrize	gewährleisten	dagegen	eine	deutlich	bessere	Maßhaltigkeit,	so	dass	
deren	Austrittskante	die	geforderten	0,9	mm	Wandstärke	aufweist.	Eine	Übersicht	
der	 Ausbringung	 der	 verschiedenen	 Modifikationen	 sowie	 der	 Referenz	
ist	Tabelle	5‐4	zu	entnehmen.	Das	Merkmal	„Ausbringung“	bezeichnet	 in	diesem	
Zusammenhang	 den	 Anteil	 an	 vollständig	 abgebildeten	 Schaufeln	 je	 Variante.	
Maßgeblichen	Einfluss	auf	die	Ausbringung	nehmen	Kaltläufe	 in	den	dünnen	Be‐
reichen	der	Ein‐	und	Austrittskante,	welche	auf	eine	unstetige,	turbulente	Formfül‐
lung	zurückzuführen	sind.	
	
Abbildung	5‐11:	Ausgeprägte	Kaltläufe	an	der	Austrittskante	einer	Turbinenschaufel	des	
Referenzabgusses	M0	mit	einer	Austrittskantendicke	von	0,9	mm	
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Tabelle	5‐4:	 Übersicht	 der	 Ausbringung	 (Schaufeln	 ohne	 Kaltläufe)	 der	 verschiedenen	
Modifikationen	
Modifikation	 Bezeichnung	 Quote
(Abguss)	
Gesamt Ausbringung
Referenz	 M0	 0/6	0/6	 0/12	 0	%	
Option	1	 M1	 6/6	5/6	 11/12	 92	%	
Option	2	 M2	 2/6	1/6	 3/12	 25	%	
Option	3	 M3	 2/6	6/6	 8/12	 67	%	
Option	4	 M4	 6/6	6/6	 12/12	 100	%	
	
Die	höchste	Ausbringung	verzeichnet	erwartungsgemäß	Option	4	(M4)	mit	einer	
gleichmäßigen	Aufdickung	der	cv‐Seite	von	1,6	mm	bezogen	auf	die	Referenzgeo‐
metrie.	 Gussfehler	 in	 Form	 von	 Kaltläufen	 oder	 Kantendefekte	 treten	 bei	 dieser	
Variante	nicht	auf.	Eine	Reduktion	der	gleichmäßigen	Aufdickung	auf	0,6	mm	(Op‐
tion	1	–	M1)	hat	keine	wesentlichen	negativen	Auswirkungen	auf	die	Ausbringung	
(92	%).	Bei	12	gegossenen	Schaufeln	ist	lediglich	in	einem	Fall	ein	isolierter	Kalt‐
lauf	 an	der	Austrittskante	 zu	 identifizieren.	 Seine	Ausprägung	 ist	mit	 einer	Tiefe	
von	 wenigen	 Zehntel	 Millimeter	 jedoch	 als	 schwach	 zu	 bezeichnen	 (sie‐
he	Abbildung	5‐12).	Sowohl	Option	1	als	auch	Option	4	können	somit	als	repro‐
duzierbar	gießbar	bezeichnet	werden.	Option	2	(M2),	dessen	Austrittskantendicke	
(1,5	mm)	 identisch	mit	Option	 1	 ist,	 besitzt	mit	 25	%	 vollständig	 ausgelaufenen	
Schaufeln	 eine	 deutlich	 geringe	Ausbringung.	Neben	Kaltläufen	 an	 der	Austritts‐
kante	weisen	zusätzlich	zwei	Schaufeln	ungefüllte	Bereiche	im	Inneren	des	Schau‐
felblattes	auf.	Diese	Tatsache	 ist	 eine	Folge	des	unstetigen	und	 turbulenten	Füll‐
vorgangs	 im	Schaufelblatt.	Das	verhältnismäßig	schlechte	Ergebnis	von	M2	zeigt,	
dass	nicht	allein	die	Austrittskantendicke	als	Stellgröße	für	die	Abbildbarkeit	her‐
angezogen	 werden	 kann,	 sondern	 überdies	 der	 Profilverlauf	 (Keilwinkel)	 einen	
großen	Einfluss	auf	die	Abbildbarkeit	der	Geometrie	besitzt.	Parallele	dünnwandi‐
ge	Bereiche	nahe	der	Austrittskante	erscheinen	als	kritisch,	da	die	erwünschte	ge‐
lenkte	 Erstarrung	 von	 der	 Austrittskante	 zur	 Blattmitte	 unter	 ungünstigen	 Um‐
ständen	durch	ein	vorzeitiges	Einfrieren	behindert	wird.	Das	ohnehin	geringe	Er‐
starrungsintervall	von	TiAl	und	die	damit	verbundene	geringe	Nachspeisung	för‐
dern	diesen	negativen	Effekt	zusätzlich.	
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Abbildung	5‐12:	Ausprägung	ausgewählter	Kaltläufe	bei	den	verschiedenen	Modifikati‐
onen	
Das	Resultat	von	Option	3	unterstreicht	diese	Erkenntnis	nochmals.	Mit	der	Kom‐
bination	einer	dünneren	Austrittskantendicke	 (1,0	mm)	und	einem	 im	Gegenzug	
vergrößerten	 Keilwinkel	 lässt	 sich	 die	 Ausbringung	 der	 Variante	 M3	 auf	 einen	
Wert	von	67	%	steigern.	Auffällig	ist	hierbei	der	große	Unterschied	zwischen	den	
beiden	Abgüssen.	Während	Abguss	1	eine	niedrige	Quote	von	2/6	aufweist,	 ver‐
zeichnet	 Abguss	 2	 eine	 Quote	 von	 6/6.	 Zu	 begründen	 ist	 diese	 große	 Differenz	
möglicherweise	mit	 einer	mangelhaften	 Zentrierung	 von	 Formschale	 1	während	
des	 Guss,	 der	 eine	 gleichmäßige	 Verteilung	 der	 Schmelze	 auf	 die	 sechs	Abgänge	
verhindert.	Den	Einfluss	der	Zentrierung	auf	die	Ausbildung	der	Rotationsparabo‐
loide	während	des	Schleudervorgangs	im	Schmelzeverteiler	zeigt	Abbildung	5‐13.	
Zusammenfassend	ist	festzuhalten,	dass	sich	die	Option	1	im	Vergleich	zu	den	an‐
deren	Modifikationen	als	die	am	besten	geeignete	Variante	herausgestellt	hat.	Mit	
92	 %	 Ausbringung	 ist	 die	 Geometrie	 reproduzierbar	 abbildbar	 und	 gleichzeitig	
deutlich	filigraner	als	Option	4.	Dünnere	Austrittskantendicken	nahe	an	der	Refe‐
renzgeometrie	(ca.	1,0	mm)	sind	darstellbar,	sofern	der	Keilwinkel	entsprechend	
groß	gewählt	wird	(Option	3).	
	
Abbildung	5‐13:	Einfluss	der	Zentrierung	auf	die	Ausbildung	des	Rotationsparaboloiden	
im	 Schmelzeverteiler	 während	 des	 Schleudervorgangs	 bei	 Variante	 M3.	 Mangelhafte	
Zentrierung	bei	Abguss	1	(links);	Befriedigende	Zentrierung	bei	Abguss	2	(rechts)	
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Abbildung	5‐14	 stellt	 diese	Korrelation	 anhand	 der	 Auftragung	 der	 normierten	
Schaufelprofildicke	 über	 der	 normierten	 Skelettlinienlänge	 anschaulich	 dar.	 Der	
Schnitt	A	befindet	sich	in	einem	Abstand	von	18	mm	zur	Fussplatte.	Eine	Vergrö‐
ßerung	des	Keilwinkels	äußert	sich	in	einer	Zunahme	der	Steigung	und	einer	Ver‐
schiebung	der	maximalen	Profildicke	(100	%)	in	Richtung	der	Austrittskante	(Ske‐
lettlinienlänge	=	100	%).	Eine	lokale	Aufdickung	der	Austrittskante,	wie	in	Option	
2	vorgenommen,	zeigt	sich	dagegen	bezüglich	der	Ausbringung	als	wenig	vielver‐
sprechend	(25	%).	
	
	
Abbildung	5‐14:	Kennzeichnung	der	„sicheren“	Bereiche	durch	Auftragung	der	normier‐
ten	Schaufelprofilverläufe.	Profilverläufe	oberhalb	der	roten	Linie	können	reproduzierbar	
dargestellt	 werden.	 Geringere	 Austrittskantendicken	 sind	 darstellbar,	 sofern	 der	 Keil‐
winkel	 eine	 entsprechende	 Vergrößerung	 erfährt	 (siehe	 blaue	 Linie).	 Hierdurch	 ver‐
schiebt	 sich	 die	 max.	 Profildicke	 auf	 der	 Skelettlinie	 in	 Richtung	 Austrittskante.
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6. Optimierung des Schmelzeflusses vom Tiegel bis  in die Form‐
schale 
Die	 Studie	 zur	Untersuchung	 der	 Gießbarkeit	 des	 vorangegangenen	Kapitels	 hat	
die	Limitierungen	bei	der	Auslegung	einer	Schaufelblattgeometrie	aufgezeigt.	Bei	
Unterschreitung	dieser	Grenzen	ist	zunehmend	mit	Kaltläufen	in	den	dünnwandi‐
gen	Bereichen	an	den	Schaufelblattkanten	sowie	 im	Deckband	und	der	Plattform	
zu	rechnen.	Die	Optimierung	des	Schmelzeflusses	vom	Tiegel	bis	in	die	Formschale	
verfolgt	 das	 Ziel,	 sowohl	 die	 Ausfließzeit	 am	 Trichterauslass	 zu	 reduzieren	 als	
auch	 einen	 konstanten,	 nicht	 abreißenden	 Schmelzestrom	 in	 die	 Formschale	 zu	
gewährleisten.	 Hierdurch	 lässt	 sich	 die	 Formfüllungsqualität	 erheblich	 steigern	
und	 damit	 maßgeblichen	 Einfluss	 auf	 die	 Gussteilausbringung	 bei	 Einsatz	 kriti‐
scher	Schaufelgeometrien	pro	Cluster	nehmen.	Ein	vielversprechender	Ansatz	zur	
Umsetzung	des	Lösungskonzepts	ist	die	Anpassung	der	Tiegelkippgeschwindigkeit	
über	dem	Kippwinkel	bei	feststehender	Kippachsenposition	und	Tiegelkapazität.	
Die	 Entwicklung	 einer	 modifizierten	 Tiegelkippmimik	 verspricht	 nochmals	 eine	
Verbesserung	des	Schmelzeflusses	vom	Tiegel	bis	 in	die	Formschale.	Hierbei	ste‐
hen	die	Anpassung	der	Tiegelkippachsenposition	 sowie	 eine	 Steigerung	des	Tie‐
gelschmelzvolumens	 im	 Fokus	 des	 Interesses.	 Da	 sowohl	 zur	 Umsetzung	 einer	
neuen	 Kippmimik	 als	 auch	 der	 Steigerung	 des	 Schmelzvolumens	 umfangreiche	
Umbaumaßnahmen	 an	 der	 Gießanlage	 vorzunehmen	 sind,	 erfolgt	 aus	 zeitlichen	
Gründen	 im	 Rahmen	 dieser	 Arbeit	 allein	 eine	 prinzipielle	 Tauglichkeitsprüfung	
mittels	eines	Wassermodells	der	Leicomelt	sowie	der	numerischen	Simulation.	
	
6.1. Experimentelles 
Die	experimentellen	Arbeiten	dieses	Kapitels	 teilen	sich	 in	Gießversuche	zur	Op‐
timierung	der	Tiegelkippgeschwindigkeit	bei	ursprünglicher	Kippmimik	und	fest‐
stehender	Kippachsenposition	 sowie	Wassermodellversuche	 zur	 Entwicklung	 ei‐
ner	modifizierten	Kippmimik	auf.	Die	Optimierung	der	bereits	bestehenden	Kipp‐
mimik	 erfolgt	 mittels	 einer	 Testserie	 von	 Kokillen‐Abgüssen	 auf	 der	 Leicomelt.	
Formschalenabgüsse	 mit	 einer	 kritischen	 Schaufelgeometrie	 unter	 Verwendung	
der	bisherigen	und	einer	optimierten	Kippkurve	runden	das	Kapitel	ab.	Neben	den	
Kippkurvenverläufen	werden	zusätzlich	verschiedene	Trichtergeometrien	getestet	
sowie	der	Einsatz	eines	Pennys	zur	Schmelzeberuhigung	geprüft.	
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Die	 Wasserversuche	 finden	 auf	 einem	 maßstabsgetreuen	 Modell	 der	 Leicomelt	
statt.	Die	numerische	Simulation	wird	dabei	zur	Validierung	und	Verfeinerung	der	
gewonnen	Erkenntnisse	genutzt.	
6.1.1. Gießversuche zur Optimierung der ursprünglichen Tiegelkippmimik 
Vorrausetzung	für	eine	Optimierung	der	ursprünglichen	Tiegelkippmimik	ist	eine	
sorgfältige	Dokumentation	des	Versuchsablaufs.	Nur	 so	 lassen	 sich	der	Ausfließ‐
vorgang	der	Schmelze	aus	dem	Tiegel	sowie	der	Massenfluss	in	die	Kavitäten	be‐
werten.	 Aus	 diesem	 Grund	 werden	 bei	 sämtlichen	 Gießversuchen	 sowohl	 der	
Trichtereinlass	zur	Bewertung	der	Gießstrahlwanderung	im	Trichter	als	auch	der	
Trichterauslass	 zur	Bewertung	und	Bestimmung	des	Massenflusses	 in	die	Form‐
schale	mittels	 Videokamera	 aufgenommen	und	 ausgewertet.	 Eine	 Zusammenfas‐
sung	 der	 wichtigsten	 Parameter	 bei	 den	 Abgüssen	 gibt	Tabelle	6‐1.	 Die	 unter‐
suchten	 Kippkurven	 als	 graphische	 Auftragung	 von	 Kippgeschwindigkeit	 über	
dem	Kippwinkel	 stellt	Abbildung	6‐1	 dar.	 Als	Referenz	 für	 die	Untersuchungen	
dienen	die	in	den	bisherigen	Abgüssen	dieser	Arbeit	eingesetzte	Kippkurve	„kon‐
ventionell“	sowie	die	Trichtervariante	1.	Darauf	aufbauend	werden	insgesamt	drei	
unterschiedliche	 Ansätze	 (A,	 B,	 C)	 detailliert	 betrachtet.	 Neben	 der	 Verwendung	
der	Trichtergeometrie	1	für	alle	drei	Ansätze	finden	zusätzlich	innerhalb	der	Ver‐
suchsserie	eine	Kombination	der	Trichtergeometrie	3	mit	dem	Ansatz	A	sowie	der	
Trichtergeometrie	2	mit	dem	Ansatz	C	statt.		
Tabelle	6‐1:	Parameterübersicht	der	Versuchsserie	zur	Kippkurvenoptimierung	
Parameter	 V1	 V2 V3 V4 V5	 V6
Kippkurve	 konven‐
tionell	
Ansatz	A	 Ansatz	B	 Ansatz	C	 Ansatz	A	 Ansatz	C	
Legierung	 TNM	 TNM	 TNM	 TNM	 TNM	 TNM	
Einsatzmenge	
[kg]	 8,6	 8,6	 8,6	 8,7	 8,7	 8,6	
Trichter	 T1	 T1	 T1	 T1	 T3	 T2	
Trichterposition	
[mm]	 760	 760	 760	 760	 760	 760	
Kippzeit	
[s]	 4,4	 2,7	 2,7	 2,9	 2,7	 2,9	
Gießtemperatur	
[°C]	 1610	 1610	 1625	 1620	 1620	 1620	
Druck	beim	Ab‐
guss	[10‐2	mbar]	 4,7	 4,3	 5,5	 5,7	 5,1	 5,1	
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Ziel	ist	es,	die	Auswirkungen	der	Trichtergeometrie	auf	den	Schmelzefluss	zu	un‐
tersuchen.	 Eine	 Zusammenfassung	 der	 geometrischen	 Abmessungen	 aller	 drei	
Trichtervarianten	liefert	Tabelle	6‐2.	
	
Abbildung	6‐1:	 Darstellung	 der	 Kippgeschwindigkeit	 über	 dem	Kippwinkel	 der	 unter‐
suchten	Kippkurvenverläufe.	Die	Referenzkurve	ist	mit	konventionell	beschriftet	und	rot	
gekennzeichnet.	 Die	 eingesetzten	 Trichtergeometrien	 sind	 auf	 der	 rechten	 Seite	 darge‐
stellt.	
Tabelle	6‐2:	Geometrische	Abmessungen	der	eingesetzten	Trichtervarianten	
Dimensionen	 Trichter	1 Trichter	2 Trichter	3
D1	[mm]	 50	 50	 75	
D2	[mm]	 385	 385	 385	
H1	[mm]	 40	 25	 80	
H2	[mm]	 405	 390	 410	
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6.1.2. Gießversuche zur Schmelzeberuhigung mittels Pennytechnologie 
Ziel	der	Pennytechnologie	ist	es,	den	Schmelzestrom	vor	dem	Eintritt	in	die	Form‐
schale	zu	beruhigen	und	gleichzeitig	zu	bündeln.	Erzielt	werden	soll	dies	durch	das	
Einlegen	 eines	 sogenannten	 „Pennys“	 in	 die	 Gießtrichtermündung.	 Genutzt	wird	
dazu	ein	 ringförmiger	Halter	aus	Stahl,	der	den	Penny	am	Trichterauslass	 fixiert	
(siehe	Abbildung	6‐2).	Abgesehen	von	dessen	Positionierung	entspricht	der	Ver‐
suchsaufbau	ansonsten	dem	Standardabguss,	wobei	ausschließlich	auf	Trichterge‐
ometrie	1	zurückgegriffen	wird.	Um	den	Trichter	möglichst	schnell	mit	Schmelze	
zu	Füllen	erfolgt	das	Auskippen	des	Tiegels	mittels	manueller	Steuerung	und	ma‐
ximaler	 Winkelgeschwindigkeit.	 Wesentliche	 Parameter,	 die	 im	 Rahmen	 dieser	
Versuchsreihe	variiert	und	auf	 ihre	prinzipielle	Tauglichkeit	geprüft	werden	sind	
auf	der	einen	Seite	der	Pennywerkstoff	sowie	auf	der	anderen	Seite	die	Pennydi‐
cke.	Eine	Versuchsübersicht	ist	in	Tabelle	6‐3	dargestellt.	Analog	zu	den	Arbeiten	
in	Kapitel	6.1.1	wird	der	Gießvorgang	am	Trichtereinlass	und	 ‐auslass	ebenfalls	
mittels	Videokamera	dokumentiert.	
	
Abbildung	6‐2:	A)	Draufsicht	TiAl‐Penny	(0,5	mm);	B)	Seitenansicht	verschiedener	TiAl‐
Pennys	(0,5‐1,0	mm	Dicke);	C)	Seitenansicht	Al‐Penny	(5	mm);	D)	Pennyhalter	aus	Stahl;	
E)	Eingelegter	Penny;	F)	Penny	eingesetzt	im	Gießtrichter	
Tabelle	6‐3:	Übersicht	der	eingesetzten	Pennymaterialien	und	‐dicken	
Versuch	 Pennymaterial	 Pennydicke	[mm] Besonderheit
1	 Al‐Mg4,5‐Mn1	 5,0	 	
2	 Al‐Mg4,5‐Mn1	 3,0	 	
3	 TiAl	(GE	48‐2‐2)	 0,5	 	
4	 TiAl	(GE	48‐2‐2)	 1,0	 	
5	 TiAl	(GE	48‐2‐2)	 1,0	 	
6	 TiAl	(GE	48‐2‐2)	 1,0	 	
7	 TiAl	(GE	48‐2‐2)	 0,85	 	
8	 TiAl	(GE	48‐2‐2)	 0,85	 	
9	 TiAl	(GE	48‐2‐2)	 1,0	 Mit	Bohrung	(1mm)	
10	 TiAl	(GE	48‐2‐2)	 1,0	 Mit	Bohrung	(1mm)	
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6.1.3. Wassermodellversuche  zur  Entwicklung  einer  neuartigen  Tiegel‐
kippmimik 
Die	praktischen	Arbeiten	 innerhalb	dieses	Kapitels	 verfolgen	das	Ziel,	 die	 realen	
Strömungsverhältnisse	in	einem	vereinfachten	Wassermodell	abzubilden.	Mit	Hilfe	
grundlegender	Versuche	können	verschiedene	Anordnungen	bzw.	Positionen	von	
Tiegel,	 Kippachse	 und	 Trichter	 zeit‐	 und	 kostengünstig	 untersucht	 werden.	 Die	
Ergebnisse	 stellen	dabei	bedeutende	Stützstellen	 für	die	numerische	Strömungs‐
simulation	 dar,	 die	 zukünftig	 als	Werkzeug	 zur	weiteren	Optimierung	 der	 Kipp‐
mimik	dienen	soll.	
Der	Aufbau	des	maßstabsgetreuen	Wassermodells	der	Leicomelt	ist	in	Abbildung	
6‐3	 dargestellt.	Der	Tiegel	 in	Form	eines	Kunststoffbehälters	 ist	dabei	 sowohl	 in	
Bezug	auf	seine	Position	in	der	x‐/z‐Ebene	als	auch	seiner	Kippachse	flexibel	zum	
fest	montierten	Gießtrichter	auszurichten.	Die	Bestimmung	des	Massenstroms	er‐
folgt	 über	 die	 zeitliche	 Differenzierung	 der	 Massenzunahme	 innerhalb	 des	 Auf‐
fangbehälters	 durch	 die	 aus	 dem	 Trichter	 austretende	 Flüssigkeit.	 Zu	 diesem	
Zweck	ist	unterhalb	des	Reservoirs	eine	Waage	der	Fa	Metler	Toledo,	Gießen	Typ	
New	Classic	MF	platziert,	die	mit	einer	Schrittweite	von	0,044	s	die	Gewichtszu‐
nahme	 durch	 das	 einströmende	Wasser	 aufnimmt.	 Mittels	 einer	 Erfassungssoft‐
ware	von	Metler‐Toledo	ist	eine	Insitu‐Aufzeichnung	auf	einem	Laptop	möglich.		
	
Abbildung	6‐3:	Prinzipskizze	(links)	und	Umsetzung	des	maßstabsgetreuen	Wassermo‐
dells	der	Leicomelt‐Gießanlage	 (rechts).	Die	Bestimmung	des	Massenstroms	erfolgt	mit	
Hilfe	einer	Waage.	Abgebildet	ist	die	Kippmimik	aus	Kapitel	6.1.1.	
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Zur	Analyse	und	Dokumentation	der	Fließeigenschaften	des	Wassers	während	des	
Kipp‐	 und	 Ausfließvorgangs	 aus	 dem	 Trichter	 wird	 auf	 eine	 Hochgeschwindig‐
keitskamera	 und	 vier	 verschiedene	 Kameraperspektiven	 zurückgegriffen	 (siehe	
Abbildung	6‐4).	Da	der	Kippvorgang	manuell,	d.h.	ohne	motorische	Unterstützung	
durchgeführt	 wird,	 ist	 eine	 ausreichende	 Reproduzierbarkeit	 des	 Kippvorgangs	
sicherzustellen.	Aus	diesem	Grund	wird	die	Winkelgeschwindigkeit	stets	auf	einen	
Auftreffpunkt	 70	 mm	 oberhalb	 des	 Auslasses	 auf	 der	 tiegelfernen	 Seite	 abge‐
stimmt.	Dabei	wandert	der	Strahl	zu	Beginn	vom	Auslass	zum	Auftreffpunkt	und	
bei	nachlassendem	Massenstrom	wieder	zurück	zum	Auslass.	Dieser	Kippvorgang	
entspricht	im	Wesentlichen	der		optimierten	Variante	aus	Kapitel	6.1.1.	Um	ver‐
suchstechnische	Fehler	zu	minimieren,	werden	bei	jeder	Versuchsreihe	jeweils	10	
Messungen	mit	gleicher	Kippkurve	und	Position	des	Tiegels	durchgeführt	und	die	
Werte	gemittelt	sowie	der	Kurvenverlauf	geglättet.	
	
Abbildung	6‐4:	Übersicht	der	vier	verschiedenen	Kameraperspektiven	zur	Dokumenta‐
tion	der	Ausfließversuche:	A)	Vertikal	von	oben	zur	Erfassung	der	Ausbreitung	des	Was‐
serkegels;	B)	Horizontal	von	der	Seite	zur	Erfassung	der	Ausfließzeit;	C)	Horizontal	von	
der	Seite	zur	Erfassung	der	Strahlumlenkung;	D)	Schräg	von	oben	vergleichbar	zur	Per‐
spektive	durch	Schauglas	in	Leicomelt‐Gießanlage	
In	 einer	 ersten	 Versuchsreihe	 steht	 zunächst	 die	 Abbildung	 der	 optimierten	
Kippkurve	 bei	 ursprünglicher	 Kippmimik	 und	 feststehender	 Kippachsenposition	
im	Vordergrund.	Eine	anschließende	Gegenüberstellung	der	Ergebnisse	von	Was‐
sermodell‐	und	Gießversuchen	lässt	Rückschlüsse	auf	die	Qualität	des	Modells	und	
dessen	Tauglichkeit	 für	weitere	Versuchsreihen	 zu.	 Zur	Validierung	 der	 numeri‐
schen	Strömungssimulation	muss	zuvor	die	 jeweils	manuell	eingesetzte	Kippkur‐
ve,	 d.h.	 die	 Winkelbeschleunigung	 und	 –geschwindigkeit	 um	 die	 Kippachse,	 an‐
hand	der	Videoaufzeichnungen	ermittelt	werden.	
Kernstück	 der	 zweiten	 Versuchsreihe	 bilden	 die	 Untersuchungen	 hinsichtlich	
einer	modifizierten	Tiegelkippmimik.	Bei	dieser	befindet	sich	die	Kippachse	nicht	
mehr	außerhalb	des	Tiegels	sondern	in	unmittelbarer	Nähe	zum	Tiegelrand	(siehe	
Abbildung	6‐5).	
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In	einer	dritten	Versuchsreihe	 folgen	abschließend	Experimente	zur	Steigerung	
des	Tiegelschmelzvolumens	 von	2	 auf	 5	 Liter	 in	Verbindung	mit	 der	ursprüngli‐
chen	und	modifizierten	Kippmimik.	
Parallel	 zu	 den	Wassermodellversuchen	 werden	 in	 allen	 Versuchsreihen	 ausge‐
wählte	Konfigurationen	mit	Hilfe	der	numerischen	Strömungssimulation	abgebil‐
det.	Als	Medium	findet	in	den	numerischen	Berechnungen	sowohl	Wasser	als	auch	
Schmelze	Anwendung.	Eine	Übersicht	der	untersuchten	Konfigurationen	mit	An‐
gabe	 der	Kippachsenposition	 und	Kippmimik	 innerhalb	 der	 drei	 Versuchsreihen	
fasst	Abbildung	6‐6	zusammen.	
	
Abbildung	 6‐5:	 Schematische	 Darstellung	 der	 beiden	 verschiedenen	 Kippmimiken	 in‐
nerhalb	der	 Schmelzkammer.	Bei	 der	ursprünglichen	Kippmimik	beschreibt	 die	 äußere	
Tiegelkante,	 über	die	die	 Schmelze	gekippt	wird,	 eine	Kreisbahn	mit	 einem	Radius	von	
145,3	mm	um	die	Kippachse	 (links).	Bei	der	modifizierten	Kippmimik	befindet	 sich	die	
äußere	Tiegelkante	direkt	unter	der	Kippachse	und	beschreibt	eine	minimale	Kreisbahn	
von	r	=	15	mm	(rechts).	Die	Verlagerung	der	Kippachse	geht	mit	einer	Positionsänderung	
des	Tiegels	einher.	
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Abbildung	 6‐6:	 Graphische	 Darstellung	 der	 Kippachsenposition	 bei	 den	 untersuchten	
Konfigurationen	der	Versuchsreihen	1‐3	für	den	2l‐Tiegel	(links)	und	5l‐Tiegel	(rechts).	
Die	erste	Ziffer	der	Konfigurationsnummer	stellt	das	jeweilige	Schmelzvolumen	dar.	Der	
schwarz	bzw.	hellblau	skizzierte	Tiegel	kennzeichnet	jeweils	die	entsprechende	Position	
bei	der	Konfiguration	20	bzw.	21	(links)	und	50	bzw.	54	(rechts)	
6.2. Ergebnisse und Bewertung 
6.2.1. Optimierung der ursprünglichen Kippmimik 
Bevor	mit	der	Optimierung	der	ursprünglichen	Kippmimik	begonnen	wird,	ist	eine	
detaillierte	 Beurteilung	 des	 Ist‐Zustandes	 der	 bereits	 bestehenden	 Kippkurve	
notwendig.	Die	Entwicklung	der	bisherigen	Kippkurve	ist	auf	die	ersten	Schmelz‐
versuche	 in	 der	 Leicomelt	 zurückzuführen,	 in	 der	 mit	 Hilfe	 der	 „Teach‐In“‐
Funktion	 der	 Leicomelt	 und	 dem	 Trial	 &	 Error‐Prinzip	 ein	 zu	 diesem	 Zeitpunkt	
bestmöglicher	Kippvorgang	aufgezeichnet	wurde.	Der	Verlauf	der	Kippgeschwin‐
digkeit	über	dem	Kippwinkel	ist	in	Abbildung	6‐7	dargestellt.	Ausgewählte	Bilder	
der	Videoaufnahmen	des	Trichtereinlass	und	–auslass	zu	charakteristischen	Zeit‐
punkten	 ermöglichen	 die	 Bewertung	 der	 Gießstrahlwanderung	 der	 Schmelze	 im	
Trichter	sowie	das	Ausfließverhalten	am	Trichterauslass.	
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Abbildung	6‐7:	Verlauf	des	Ausgießvorgangs	bei	Kippkurve	„konventionell“.	Videobilder	
charakteristischer	 Zeitpunkte	 verdeutlichen	 das	 Ausfließverhalten	 am	 Trichterauslass	
(links)	sowie	die	Gießstrahlwanderung	im	Trichter	während	des	Kippvorgangs	(rechts).	
Der	 farbige	Kreis	markiert	den	Trichterauslass,	wohingegen	der	blaue	Pfeil	den	 jeweili‐
gen	aktuellen	Auftreffpunkt	im	Gießtrichter	anzeigt.	
Der	Auftreffpunkt	der	ersten	Schmelze	im	Gießtrichter	liegt	vor	dem	Trichterloch	
(1).	 Im	weiteren	 Verlauf	wandert	 der	 Gießstrahl	 in	 das	 Trichterloch	 (2)	 und	 im	
Folgenden	 darüber	 hinaus	 (3).	 Gegen	 Ende	 des	 Kippvorgangs	 verlagert	 sich	 der	
Auftreffpunkt	wieder	zurück	vor	das	Trichterloch	(4).	Am	Trichterauslass	äußert	
sich	 die	 Gießstrahlwanderung	 in	 einem	 stark	wechselhaften	 Schmelzedurchfluss	
während	der	Füllphase.	Insbesondere	zu	Beginn	ist	sogar	ein	vollständiges	Abrei‐
ßen	 des	 Stromes	 zu	 beobachten.	 In	 Summe	 führt	 die	 Kippkurve	 „konventionell“	
somit	zu	einer	unerwünschten	„schluckartigen“	Füllung	der	Formschale.	
Um	den	ungleichmäßigen	Auftreffpunkt	der	Schmelze	in	dem	Trichter	und	die	da‐
mit	 verbundene	 Pendelbewegung	 über	 dem	Trichterauslass	 zu	 reduzieren,	wird	
die	Kippkurve	beim	Ansatz	A	über	dem	gesamten	Kippwinkelbereich	modifiziert.	
Im	Gegensatz	zur	ursprünglichen	Kurve,	bei	der	die	Kippgeschwindigkeit	nach	der	
Beschleunigungsphase	annähernd	konstant	ist	(2	Phasen),	zeichnet	sich	Ansatz	A	
durch	einen	Wechsel	von	Beschleunigungs‐	und	Bremsphase	aus	(3	Phasen).	Einer	
raschen	Beschleunigung	des	Tiegels	zu	Beginn	des	Kippvorgangs	folgt	eine	starke	
Reduzierung	 der	 Kippgeschwindigkeit	 bei	 Erreichen	 des	 kritischen	 Kippwinkels	
von	ca.	64°,	 an	dem	die	erste	Schmelze	den	Tiegel	verlässt.	Zu	diesem	Zeitpunkt	
wird	die	MF‐Leistung	(Mittelfrequenz)	ausgeschaltet,	um	einen	allzu	 turbulenten	
Austritt	der	Schmelze	beim	Verlassen	des	Wirbelfeldes	zu	vermeiden.	Zum	Ende	
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des	 Kippvorgangs	 steigt	 die	 Kippgeschwindigkeit	 erneut	 an,	 um	 die	 verbliebene	
Restschmelze	 zügig	 aus	 dem	Tiegel	 zu	 kippen.	 Die	 deutlich	 größere	 Beschleuni‐
gung	zu	Beginn	des	Kippvorgangs	 sorgt	dafür,	dass	der	Auftreffpunkt	der	ersten	
Schmelze	hinter	dem	Trichterloch	 liegt.	Während	des	Füllvorgangs	verbleibt	der	
Gießstrahl	unmittelbar	über	dem	Trichterauslass.	Das	Vorhandensein	eines	 „ers‐
ten	 Schlucks“	 am	 Trichterauslass	 zu	 Beginn	 der	 Füllphase	 stellt	 dagegen	 eine	
Schwachstelle	 dieses	 Ansatzes	 dar.	 Hierdurch	 können	 einzelne	 Schmelzetropfen	
bis	 in	 die	 Kavitäten	 vordringen	 und	 in	 der	 Folge	 zu	 Gießdefekten	 führen.	 Unter	
Einbeziehung	des	Einsatzgewichtes	und	der	Skullgewichte	im	Tiegel	und	Trichter	
ergibt	 die	 Berechnung	 des	mittleren	Massenflusses,	 dass	 sich	mit	 dem	Ansatz	 A	
eine	Steigerung	des	Massenflusses	von	ca.	48	%	gegenüber	der	ursprünglichen	Va‐
riante	erzielen	lässt	(siehe	Tabelle	6‐4).	
Um	eine	konstante	Füllung	unmittelbar	durch	das	Trichterloch	ohne	einen	„ersten	
Schluck“	zu	gewährleisten	wird	 im	Ansatz	B	die	Beschleunigungsphase	verkürzt.	
Der	 Beginn	 der	 Bremsphase	 verschiebt	 sich	 somit	 bereits	 vor	 den	 kritischen	
Kippwinkel.	 Das	 Ende	 des	 Füllvorgangs	 zeichnet	 sich	 zudem	 durch	 eine	 höhere	
Beschleunigung	aus.	Mit	Hilfe	dieser	Maßnahmen	soll	ein	gleichmäßigerer	Austritt	
der	 Schmelze	 am	 Trichterauslass	 realisiert	 werden.	 Die	 Analyse	 der	 Videoauf‐
zeichnungen	zeigt	zwar,	dass	der	Auftreffpunkt	im	Bereich	des	Trichterlochs	liegt,	
dies	 im	 weiteren	 Verlauf	 aber	 nicht	 zu	 einem	 konstanteren	 Schmelzefluss	 am	
Trichterauslass	 führt.	 Im	 Gegenteil,	 der	 unerwünschte	 „erste	 Schluck“	 verstärkt	
sich	im	Vergleich	zu	Ansatz	A	sogar.	Der	mittlere	Massenfluss	liegt	mit	2,83	kg/s	
zudem	unterhalb	von	Ansatz	A,	womit	Ansatz	B	keine	Verbesserung	darstellt.	Der	
Durchsatzfaktor	von	0,78	ist	dagegen	im	Vergleich	als	Spitzenwert	zu	bezeichnen.	
Um	die	Pendelbewegung	über	dem	Trichterloch	gegenüber	Ansatz	A	weiter	zu	mi‐
nimieren	wird	die	Beschleunigungsphase	bei	Ansatz	C	verlängert.	Die	Beschleuni‐
gung	selbst	verläuft	dagegen	 langsamer.	Nach	einer	kurzen,	raschen	Bremsphase	
erfolgt	eine	leicht	verzögerte	zweite	Beschleunigungsphase	am	Ende	des	Kippvor‐
gangs.	Mit	Hilfe	dieser	Anpassungen	wird	der	Auftreffpunkt	dem	Trichterloch	an‐
genähert,	ohne	dabei	aber	direkt	in	das	Trichterloch	zu	treffen	(vgl.	Ansatz	B).	Es	
ist	nur	ein	verhältnismäßig	geringer	„erster	Schluck“	zu	erkennen	und	der	Schmel‐
zefluss	am	Trichterauslass	verhält	sich	während	der	Füllphase	konstant.	Mit	einem	
mittleren	Massenfluss	von	3,40	kg/s	 lässt	 sich	die	Quantität	des	Schmelzeflusses	
somit	 gegenüber	Ansatz	A	nochmals	 steigern.	 Zusammengefasst	 ist	mit	 dem	An‐
satz	C	gegenüber	der	bisherigen	Kippkurve	eine	Reduzierung	der	Auslaufzeit	aus	
dem	Trichter	von	3	s	auf	1,9	s	(‐37	%)	und	eine	Steigerung	des	mittleren	Massen‐
flusses	am	Trichterauslass	von	2,12	kg/s	auf	3,40	kg/s	(+60	%)	gelungen.	
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Tabelle	 6‐4:	 Vergleich	 der	 Skullgewichte,	 Ausfließzeit	 und	 Massenfluss	 bei	 den	
verschiedenen	Kippkurvenmodifikationen	und	Trichtergeometrien	
Parameter	 konven
ven‐
tionell	
Ansatz	
A	
Ansatz	
B	
Ansatz	
C	
Ansatz	
A	
Ansatz	
C	
Trichtergeometrie	 T1	 T1	 T1	 T1	 T3	 T2	
Tiegelskull	[kg]	 1,57	 1,60	 1,18	 1,22	 1,38	 1,14	
Trichterskull	[kg]	 0,64	 0,77	 0,69	 0,96	 0,66	 0,94	
Skull	gesamt	[kg]	 2,21	 2,37	 1,87	 2,18	 2,04	 2,08	
Durchgesetzte	Masse	
[kg]	 6,39	 6,23	 6,73	 6,52	 6,66	 6,52	
Zeit	Massenstrom	
Trichterauslass	[s]	 3,02	 1,99	 2,38	 1,92	 2,30	 1,87	
Mittlerer	Massenfluss	
[kg/s]	 2,12	 3,13	 2,83	 3,40	 2,90	 3,49	
Durchsatzfaktor	 0,74	 0,72	 0,78	 0,75	 0,77	 0,76	
Relativer	Massefluss	
[kg/s]	 1,57	 2,25	 2,21	 2,55	 2,23	 2,65	
	
Zudem	 verhält	 sich	 der	 Schmelzefluss	 am	 Trichterauslass	 insgesamt	 deutlicher	
konstanter.	 Die	 Untersuchung	 der	 Trichtergeometrie	 T3	 führt	 zu	 dem	 Ergebnis,	
dass	mit	einer	Vergrößerung	des	Trichterlochs	keine	Verbesserung	des	Füllverhal‐
tens	 einhergeht.	Der	mittlere	Massenfluss	 reduziert	 sich	 gegenüber	Trichtergeo‐
metrie	T1	leicht	um	ca.	7	%.	Ein	signifikanter	Unterschied	ist	in	einer	wiederholten	
Unterbrechung	 des	 Schmelzestroms	 am	Trichterauslass	 zu	 erkennen.	Unter	Ver‐
wendung	 eines	 gekürzten	 Trichterauslasses	 bei	 gleichbleibenden	 Durchmesser	
(T2)	steigert	sich	die	Höhe	des	mittleren	Massenflusses	gegenüber	der	Variante	1	
leicht	um	ca.	3	%.	Bei	der	Qualität	des	Füllvorgangs	 ist	kein	 signifikanter	Unter‐
schied	 festzustellen.	 Die	 Auswirkungen	 der	 reduzierten	 Auslaufzeit	 und	 des	 ge‐
steigerten	 Massenflusses	 bei	 Ansatz	 C	 werden	 abschließend	 anhand	 von	 Form‐
schalenabgüssen	 in	der	Praxis	 erprobt.	Hierzu	 findet	 ein	12er	Cluster	mit	 einem	
Kundendesign	Verwendung	(siehe	Kapitel	8.1.1),	dessen	Erfolgsquote,	d.h.	Schau‐
feln	ohne	Kaltläufe	an	der	Austrittskante,	mit	der	bisherigen	Kippkurve	bei	ca.	52	
%	liegt.	Die	Austrittskantendicke	beträgt	hierbei	ca.	1,2	mm.	Mit	der	optimierten	
Kippkurve	des	Ansatzes	C	lässt	sich	die	Erfolgsquote	auf	über	95	%	steigern.	
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Abbildung	6‐8:	Vergleich	des	Ausgießvorgangs	für	ausgewählte	Zeitpunkte	der	Kippkur‐
ve.	Neben	der	konventionellen	Kippkurve	(Referenz)	ist	die	Gießstrahlwanderung	für	den	
Ansatz	A	und	C	dargestellt.	Auf	eine	Visualisierung	von	Ansatz	B	wird	verzichtet,	da	ge‐
genüber	A	und	C	keine	Steigerung	des	Massenflusses	zu	verzeichnen	ist.	
6.2.2. Pennytechnologie 
Die	wesentlichen	Stellgrößen	bei	der	Ermittlung	eines	geeigneten	Pennys	zur	Be‐
ruhigung	und	Bündelung	des	Schmelzestroms	vor	Eintritt	 in	die	Formschale	stel‐
len	dessen	Legierung	und	Materialdicke	dar.	Wesentliche	Anforderungen	sind	da‐
bei	eine	ausreichende	Hitzebeständigkeit,	um	der	heißen	Schmelze	in	einem	kur‐
zen	Zeitintervall	wiederstehen	zu	können,	sowie	die	Vermeidung	von	Verunreini‐
gungen	durch	Begleitelemente	im	Pennymaterial.	Bedingung	für	eine	ausreichen‐
de	Wärmeenergie	zum	Aufschmelzen	des	Pennys	und	einen	zügigen	Rückstau	 ist	
eine	schnelle	Füllung	des	Trichters.	Gewährleistet	wird	dies	über	einen	Kippvor‐
gang	mit	maximaler	Winkelgeschwindigkeit.	
Aus	 werkstoffkundlicher	 Sicht	 stellen	 sich	 insbesondere	 Aluminium‐	 und	 TiAl‐
Legierungen	als	 geeignetes	Pennymaterial	dar.	Bezüglich	des	Reinheitsgrades	 ist	
ein	arteigener	Penny	aus	einer	TiAl‐Legierung	die	1.	Wahl.	Als	negativ	zu	bewerten	
sind	dagegen	die	vergleichsweise	hohen	Material‐	und	Herstellungskosten.	Unter	
diesem	Gesichtspunkt	erscheint	der	Einsatz	eines	Aluminium‐Pennys	als	attraktiv.	
Aluminium	 ist	 bereits	 in	 großen	 Mengen	 in	 der	 TiAl‐Schmelze	 enthalten	 (42‐
48	At.	%),	so	dass	eine	weitere	geringe	Zugabe	durch	das	Aufschmelzen	des	Pen‐
nys	als	unkritisch	zu	bewerten	ist.	Da	das	Schmelzintervall	von	580‐640°C	gegen‐
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über	TiAl	deutlich	geringer	 ist,	muss	eine,	 für	den	kurzzeitigen	Rückstau,	ausrei‐
chend	 lange	Temperaturbeständigkeit	 über	 eine	 größere	Materialdicke	 realisiert	
werden.	
Die	 Gießversuche	 zur	 Untersuchung	 der	 Pennytechnologie	 zeigen,	 dass	 sich	 das	
Aufschmelzverhalten	des	TiAl‐Pennys	im	Vergleich	zum	Al‐Penny	besser	kontrol‐
lieren	 lässt.	 Die	 Sichtung	 der	 Trichterskulls	 bei	 verschiedenen	TiAl‐Pennydicken	
zeigt,	 dass	 bei	 einer	 Wandstärke	 von	 0,5	 mm	 aufgrund	 eines	 verfrühten	 Auf‐
schmelzens	kein	Rückstau	erzielt	wird.	Eine	Erhöhung	der	Wandstärke	auf	1	mm	
führt	dagegen	zu	einem	verspäteten	Aufschmelzen	und	einem	damit	verbundenen	
unnötigen	Wärmeverlust	innerhalb	der	Schmelze.	Deutlich	sichtbar	sind	dabei	die	
Pegelmarken	im	Trichterskull	während	des	Stauvorgangs	(siehe	Abbildung	6‐9).	
Der	beste	Kompromiss	aus	Rückstau	und	Aufschmelzzeit	wird	mit	einer	Pennydi‐
cke	von	0,85	mm	erzielt.	Bei	Einsatz	des	Al‐Pennys	ist	es	innerhalb	der	Versuchs‐
serie	 dagegen	 nicht	 gelungen,	 einen	 verwertbaren	 Kompromiss	 zu	 finden.	 Zum	
Aufschmelzen	 des	 5	mm	Al‐Pennys	 reichte	 der	Wärmeinhalt	 der	 Schmelze	nicht	
aus,	 so	 dass	 diese	 als	 Folge	 komplett	 im	 Gießtrichter	 eingefroren	 ist	 (sie‐
he	Abbildung	6‐10).	 Eine	Reduzierung	der	Wandstärke	auf	3	mm	 führte	wiede‐
rum	zu	keinem	nennenswerten	Rückstau,	da	der	Penny	zu	schnell	aufschmilzt.	Zu‐
sammenfassend	 ist	 festzuhalten,	 dass	 ein	 Rückstau	 der	 Schmelze	 und	 die	 damit	
verbundene	Beruhigung	 im	Falle	 des	TiAl‐Pennys	 erfolgreich	dargestellt	werden	
konnte.	Der	 folgende	Aufschmelzprozess	des	Pennys	 ist	dagegen	nur	bedingt	 re‐
produzierbar.	
	
Abbildung	6‐9:	 Vergleich	 der	 Ausbildung	 des	 Trichterskulls	 bei	 Einsatz	 unterschiedli‐
cher	TiAl‐Pennydicken.	Bei	Einsatz	des	0,5	mm	TiAl‐Pennys	sind	 im	Trichterskull	keine	
Spuren	eines	Rückstaus	ersichtlich	(links).	Bei	Einsatz	des	1,0	mm	TiAl‐Pennys	sind	deut‐
lich	 Pegelmarken	 ersichtlich	 (rote	 Pfeile),	welche	 auf	 einen	 erfolgreichen	Rückstau	 der	
Schmelze	im	Trichter	hinweisen	(rechts).	Der	Pennyhalter	aus	Stahl	ist	bei	beiden	Varian‐
ten	hingegen	nicht	aufgeschmolzen.	
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Abbildung	6‐10:	Eingefrorene	Schmelze	im	Trichter	bei	Einsatz	des	5	mm	Al‐Penny.	Die	
Wärmeenergie	der	Schmelze	hat	nicht	gereicht,	um	den	Penny	aufzuschmelzen.	Seitenan‐
sicht	(links);	Draufsicht	(mitte);	Blick	auf	die	Unterseite	des	Pennys	(rechts)	
Die	Analyse	des	aufgezeichneten	Bildmaterials	zeigt,	dass	sich	bei	Einsatz	gleicher	
Legierung	und	Materialstärke	deutliche	Unterschiede	 in	 dem	Aufschmelzprozess	
und	 dem	 damit	 verbundenen	 Ausströmverhalten	 ergeben.	Abbildung	6‐11	 ver‐
deutlicht	 die	 variierende	 Ausbildung	 des	 Aufschmelzvorgangs	 anhand	 von	 Mo‐
mentaufnahmen	bei	den	Gießversuchen	mit	einem	1	mm	TiAl‐Penny.	Das	unsteti‐
ge	Verhalten	äußert	sich	in	unterschiedlichen	Durchmessern	und	Richtungen	des	
Schmelzestrahls.	Gewünscht	ist	hingegen	ein	schlagartiges	Aufschmelzen	des	Pen‐
nys	über	seiner	ganzen	Fläche.	Tabelle	6‐5	 fasst	die	gemessen	Werte	des	Haupt‐
stromintervalls	und	der	Abgussdauer	zusammen.	Der	Hauptstrom	umfasst	die	Zeit	
vom	Einsetzen	bis	zum	ersten	Abreißen	des	Schmelzestrahls	am	Trichterauslass.	
Als	Abgussdauer	 ist	der	Zeitraum	vom	Beginn	des	Tiegelkippens	bis	zum	 letzten	
Abtropfen	 der	 Schmelze	 aus	 dem	 Trichter	 definiert.	 Bei	 der	 1	 mm	 TiAl‐
Pennyvariante	 schwankt	 der	 Hauptstrom	 zwischen	 2,3	 und	 3,2	 s.	 Dementspre‐
chend	 groß	 ist	 auch	 die	 Differenz	 in	 der	 Abgussdauer.	 Diese	 liegt	 in	 einer	 Zeit‐
spanne	von	5,9	bis	7,6	s.	
Mit	 der	Erzeugung	 einer	 künstlichen	Schwachstelle	 im	Penny	durch	ein	mittiges	
Aufbohren	von	1	mm	Durchmesser	 ist	es	gelungen,	ein	reproduzierbares,	zentri‐
sches	 Aufschmelzen	 und	 einen	 kontinuierlichen	 Schmelzestrom	 am	 Auslass	 si‐
cherzustellen.	Hierdurch	 lässt	 sich	die	Abgussdauer	mit	4,8‐5,5	 s	 gegenüber	den	
konventionellen	Pennys	mit	 vergleichbarer	Dicke	 signifikant	 verkürzen.	Ein	Ver‐
gleich	 aller	Gießversuche	 innerhalb	der	Versuchsreihe	hinsichtlich	der	Quantität	
der	Hauptstromintervalle	und	der	Abgussdauer	ergibt	hingegen,	dass	die	Varian‐
ten	V2	und	V3,	bei	denen	der	Penny	frühzeitig	ohne	Rückstau	aufgeschmolzen	ist,	
die	 höchsten	Werte	 aufweisen.	 Ein	 positiver	Effekt	 in	Richtung	der	Reduzierung	
der	reinen	Ausfließzeit	ist	durch	den	Pennyeinsatz	somit	nicht	erreicht	worden.		
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Abbildung	6‐11:	Aufnahme	des	Trichterauslasses	zum	Zeitpunkt	des	Aufschmelzen	eines	
1mm	dicken	TiAl‐Pennies	bei	verschiedenen	Abgüssen.	Zentrisch	austretender	Schmelze‐
strahl	bei	Versuch	4	(links);	Exzentrisch,	schräg	austretender	Schmelzestrom	bei	Versuch	
6	 (mitte);	 Zentrisches	 Aufschmelzen	 und	 kontinuierlicher	 Massenstrom	 bei	 Versuch	 9	
(Penny	mit	1mm	Bohrung)	(rechts)	
Tabelle	6‐5:	Zusammenfassung	der	gemessenen	Zeitintervalle	des	Hauptstroms	und	der	
Abgussdauer	aus	der	Videoanalyse	der	Pennyversuche	
Ver‐
such	
Penny‐
material	
Pennydicke
[mm]	
Haupt‐
strom	[s]	
Abguss‐
dauer	[s]	
Besonderheit
1	 Al	 5,0	 ‐‐‐	 ‐‐‐	 Schmelze	im	Trichter	eingefroren	
2	 Al	 3,0	 1,67	 3,6	 Kein	Rückstau	im	Trich‐ter	ersichtlich	
3	 TiAl	 0,5	 1,67	 3,7	 Kein	Rückstau	im	Trich‐ter	ersichtlich	
4	 TiAl	 1,0	 2,33	 5,9	 ‐‐‐	
5	 TiAl	 1,0	 2,90	 6,0	 ‐‐‐	
6	 TiAl	 1,0	 3,23	 7,6	 ‐‐‐	
7	 TiAl	 0,85	 1,93	 4,5	 ‐‐‐	
8	 TiAl	 0,85	 2,47	 5,2	 ‐‐‐	
9	 		TiAl*	 1,0	 3,07	 5,5	 ‐‐‐	
10	 		TiAl*	 1,0	 2,95	 5,3	 ‐‐‐	
*mit	zentrischer	Bohrung	(1mm)	
	
Alternative	 Lösungsansätze	 sind	 in	 der	 Substitution	 des	 Pennys	 durch	 einen	
Schieber	oder	eine	Klappe	zu	sehen,	deren	Mimiken	ein	schlagartiges	Öffnen	des	
Trichterauslasses	nach	dem	Aufstauvorgang	garantierten.	
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6.2.3. Entwicklung einer modifizierten Kippmimik 
Das	 Ziel	 der	 ersten	 Versuchsreihe	 besteht	 in	 der	 Abbildung	 der	 optimierten	
Kippkurve	 (Ansatz	 C)	 sowie	 einer	 nachfolgenden	 Validierung	 der	 numerischen	
Simulation.	 Abbildung	 6‐12	 vergleicht	 den	 experimentell	 bestimmten	 Massen‐
strom	 über	 der	 Zeit	 im	 Wassermodell	 mit	 den	 berechneten	 Massenflüssen	 der	
numerischen	Simulation	für	Wasser	und	TiAl‐Schmelze	der	Konfiguration	20.	So‐
wohl	in	Bezug	auf	den	Kurvenverlauf,	den	Peak	als	auch	auf	die	Ausfließzeit	zeigen	
sich	 sehr	 gute	Übereinstimmungen	 zwischen	Wassermodell	und	numerischer	 Si‐
mulation	mit	Wasser.	 Gleiches	 gilt	 bei	Hinzunahme	 der	 numerischen	 Simulation	
mit	TiAl‐Schmelze.	Die	Zeitdauer	des	Massenstroms	 liegt	mit	2,55	s	nahe	an	den	
Ergebnissen	des	Wassermodels	 (2,72	s)	und	der	Simulation	mit	Wasser	(2,70	s).	
Zur	 abschließenden	Validierung	 der	Modelle	 ist	 eine	 Gegenüberstellung	mit	 den	
realen	Gießversuchen	unabdingbar.	Da	bei	den	Gießversuchen	 innerhalb	der	Va‐
kuumkammer	 der	 Leicomelt	 aus	 technischen	 Gründen	 kein	Massenstromverlauf	
aufgezeichnet	werden	kann,	dient	die	Ausfließzeit	als	maßgebliche	Stellgröße	für	
den	Vergleich.	
	
Abbildung	6‐12:	Vergleich	des	Simulationsergebnisses	mit	TiAl‐Schmelze	und	den	zuvor	
ermittelten	Massenflusskurven	des	Wassermodells	und	der	Simulation	mit	Wasser.	Es	ist	
eine	gute	Übereinstimmung	zwischen	allen	drei	Verläufen	zu	erkennen.	Bezogen	auf	den	
Kurvenverlauf,	den	Peak	und	die	Ausfließzeit	ergibt	sich	eine	gute	Übereinstimmung.	
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Diese	beträgt	bei	der	optimierten	Kippkurve	und	einem	Einsatzgewicht	von	8,7	kg	
(Ansatz	C)	1,92	s	 (vgl.	Kapitel	6.2.1).	Da	sich	die	durchgesetzte	Masse	aufgrund	
des	 Tiegel‐	 und	 Trichterskulls	 auf	 6,52	 kg	 reduziert	 ist	 eine	 Umrech‐
nung/Skalierung	der	Ausgießzeit	auf	8	kg	Masse	notwendig.	Die	Umrechnung	lie‐
fert	einen	Wert	von	2,40	s.	Damit	ist	die	Qualität	des	Modells	und	dessen	Tauglich‐
keit	für	die	folgenden	Versuchsreihen	bewiesen.	
Das	Ziel	 der	zweiten	Versuchsreihe	 ist	 die	 nochmalige	 Steigerung	des	Massen‐
flusses	und	die	damit	verbundene	Verringerung	der	Ausfließzeit	mittels	einer	Mo‐
difizierung	der	Kippmimik.	Da	die	Beschleunigung	des	Tiegelinhalts	bisher,	analog	
zu	einem	Katapult,	auf	einer	Kreisbahn	um	die	Kippachse	erfolgt,	ist	die	maximale	
Winkelgeschwindigkeit	beim	Kippvorgang	auf	kleine	Werte	limitiert.	Höhere	Win‐
kelgeschwindigkeiten	 lassen	 sich	durch	eine	Verlagerung	der	Kippachse	nahe	an	
den	Tiegelrand	erzielen.	Hierbei	 ist	eine	Annäherung	des	Tiegels	 in	Richtung	des	
Trichters	notwendig,	damit	der	Gießstrahl	nicht	vor	dem	Trichter	ins	Leere	läuft.	
Konfiguration	 21	 resultiert	 daher	 aus	 einer	 ersten	 Abschätzung.	 Hierbei	 ist	 die	
Kippachse	auf	Höhe	der	Trichterkante	positioniert	(siehe	Abbildung	6‐13).	
Die	 Wassermodellversuche	 der	 Konfiguration	 21	 zeigen	 mit	 einem	 gemittelten	
maximalen	Peak	von	2,26	kg/s	und	einem	Massenfluss	von	0,90	kg/s	eine	deutli‐
che	 Steigerung.	 Gleichzeitig	 reduziert	 sich	 die	 Ausfließzeit	 um	 0,50	 s	 auf	 2,21	 s.	
Das	diese	Konfiguration	dennoch	nicht	dem	Optimum	entspricht,	lässt	sich	daran	
ablesen,	 dass	 die	Winkelgeschwindigkeit	weiterhin	 gedrosselt	werden	muss,	 um	
den	Gießstrahl	auf	den	anvisierten	Auftreffpunkt	im	Trichter	zu	konzentrieren	und	
eine	unerwünschte	Pendelbewegung	zu	vermeiden.	
	
Abbildung	6‐13:	 Exemplarische	Darstellung	 der	 numerischen	 Simulation	 des	 Gießvor‐
gangs	mit	Konfiguration	21	in	2‐D	(links)	und	3‐D	(rechts).	Die	Kippachse	befindet	sich	
auf	Höhe	der	Trichterkante.	
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Konfiguration	 22	 trägt	 diesem	 Umstand	 Rechnung,	 indem	 die	 Kippachse	 in	 x‐
Richtung	 verschoben	 ist.	 Die	 größere	 Entfernung	 zur	 Trichterkante	 ermöglicht	
eine	schnellere	Winkelgeschwindigkeit,	woraus	ein	maximaler	Peak	von	3,41	kg/s	
und	ein	mittlerer	Massenfluss	von	1,30	kg/s	resultieren.	Die	Ausfließzeit	aus	dem	
Trichter	verringert	 sich	dadurch	auf	1,54	s.	Bezogen	auf	die	ursprüngliche	Kipp‐
mimik	entspricht	dies	einer	Steigerung	des	mittleren	Volumenstroms	um	mehr	als	
75	%	bei	einer	gleichzeitigen	Reduzierung	der	Ausfließzeit	 in	derselben	Größen‐
ordnung.	Abbildung	6‐14	 verdeutlicht	 die	 Ergebnisse	 der	 Konfiguration	 22	 an‐
hand	 der	 Gegenüberstellung	 der	 ermittelten	 Massenströme	 von	 Wassermodell	
sowie	 numerischer	 Simulation	mit	Wasser	 und	TiAl‐Schmelze.	 Ein	Vergleich	 der	
Simulationen	mit	TiAl‐Schmelze	von	Konfiguration	20	und	22	bezüglich	der	Aus‐
fließzeiten	 übertrifft	 den	 positiven	 Effekt	 der	 Wassermodellversuche	 mit	 einer	
Halbierung	 der	 Ausfließzeit	 bei	 Einsatz	 der	 neuen	 Kippmimik	 sogar	 leicht.	 Die	
Verschiebung	 der	Kippachse	 in	 x‐	 und	 z‐Richtung	 im	Rahmen	der	Konfiguration	
23‐28	verfolgt	das	Ziel,	eine	Kennlinie	zu	entwickeln,	die	das	Optimum	der	Tiegel‐
kippung	für	unterschiedliche	Montagehöhen	beschreibt.	Bei	der	Betrachtung	aller	
untersuchten	Konfigurationen	 fällt	 ins	Auge,	dass	Konfiguration	22	das	beste	Er‐
gebnis	liefert.	
	
Abbildung	6‐14:	Vergleich	der	Massenflusskurven	von	Wassermodell	und	numerischer	
Simulation	(Wasser	und	TiAl‐Schmelze)	bei	Einsatz	der	Konfiguration	22	mit	geänderter	
Kippachsenposition.	
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Danach	folgen	die	Konfigurationen	27	und	28,	deren	Verbindung	der	Kippachsen‐
position	mit	Konfiguration	22	schlussendlich	die	Kennlinie	für	den	2l‐Tiegel	bildet	
(siehe	Abbildung	6‐15).	 Innerhalb	 der	dritten	Versuchsreihe	 stehen	 Untersu‐
chungen	 zur	 Erhöhung	 der	 Tiegelschmelzkapazität	 von	 2	 auf	 5	 Liter	 im	 Fokus.	
Hierbei	wird	 sowohl	 die	 ursprüngliche	 als	 auch	 die	modifizierte	 Kippmimik	 be‐
trachtet.	Den	Ausgangspunkt	für	die	Wassermodellversuche	bildet	die	Konfigura‐
tion	 50	 mit	 der	 identischen	 Kippachsenposition	 von	 Konfiguration	 20.	 Die	 Be‐
stimmung	des	Massenflusses	ergibt	zwar	eine	Erhöhung	des	max.	Peaks	von	1,28	
auf	1,80	kg/s.	Demgegenüber	steht	aber	eine	drastische	Erhöhung	der	Ausfließzeit	
auf	6,90	s,	so	dass	der	mittlere	Massenfluss	mit	0,72	kg/s	sogar	unterhalb	der	Kon‐
figuration	20	liegt.	Diese	Kippachsenposition	erscheint	somit	als	ungeeignet.	Wel‐
chen	positiven	Einfluss	eine	optimierte	Kippachsenposition	in	Verbindung	mit	der	
ursprünglichen	Kippmimik	haben	kann,	verdeutlicht	das	Ergebnis	von	Konfigura‐
tion	52.	Hierbei	ist	es	gelungen	den	max.	Peak	auf	2,92	kg/s,	sowie	den	mittleren	
Massenfluss	auf	1,44	kg/s	zu	erhöhen.	Die	Ausfließzeit	halbiert	sich	annähernd	auf	
3,47	s.	Erzielt	wurde	dieses	Resultat	durch	eine	Verschiebung	der	Kippachse	in	x‐
Richtung	um	90	mm.	
Tabelle	 6‐6:	 Übersicht	 der	 maximalen	 Peaks,	 des	 mittleren	 Massenflusses	 und	 der	
Ausfließzeiten	bei	den	verschiedenen	Konfigurationen	im	Wassermodell.		
Konfi‐
guration	
Versuchs‐	
reihe	
Tiegel‐	
Kapazität	
[l]	
Kipp‐
mimik	
Maximaler
Peak	
[kg/s]	
Mittlerer	
Massenfluss	
[kg/s]	
Ausfließ
‐zeit	
[s]	
20	 1	 2	 Ursprünglich	 1,28	 0,74	 2,72	
21	 2	 2	 Modifiziert	 2,26	 0,90	 2,21	
22	 2	 2	 Modifiziert	 3,41	 1,30	 1,54	
23	 2	 2	 Modifiziert	 2,46	 0,93	 2,15	
24	 2	 2	 Modifiziert	 1,21	 0,68	 2,94	
25	 2	 2	 Modifiziert	 2,95	 0,99	 2,02	
26	 2	 2	 Modifiziert	 1,82	 0,74	 2,72	
27	 2	 2	 Modifiziert	 2,60	 1,01	 1,98	
28	 2	 2	 Modifiziert	 2,78	 1,01	 1,98	
50	 3	 5	 Ursprünglich	 1,80	 0,72	 6,90	
51	 3	 5	 Ursprünglich	 2,33	 1,05	 4,74	
52	 3	 5	 Ursprünglich	 2,92	 1,44	 3,47	
53	 3	 5	 Modifiziert	 6,04	 2,15	 2,33	
54	 3	 5	 Modifiziert	 4,50	 1,84	 2,72	
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Abbildung	6‐15:	 Lage	 der	 Kennlinie	 (Optimum	 der	 Tiegelkippung)	 für	 den	 Tiegel	mit	
einer	Schmelzkapazität	von	2	Litern.	
Mit	 dem	 Übertrag	 auf	 die	 modifizierte	 Kippmimik	 (Konfiguration	 53)	 lässt	 sich	
dieses	positive	Ergebnis	nochmals	deutlich	steigern.	Der	maximal	erreichte	Peak	
liegt	 in	diesem	Fall	bei	6,04	kg/s,	der	mittlere	Massenfluss	bei	2,15	kg/s	und	die	
Ausfließzeit	beträgt	2,33	s.	Hierzu	ist	die	Kippachse,	analog	zu	den	Erkenntnissen	
aus	der	2.	Versuchsreihe,	näher	an	die	Trichterkante	zu	positionieren.	
Eine	 ganzheitliche	 Betrachtung	 der	 Ergebnisse	 aller	 Versuchsreihen	 (sie‐
he	Tabelle	6‐6)	lässt	folgende	Schlüsse	zu:	
 Das	Wassermodell	 und	 die	 numerische	 Simulation	 haben	 sich	 als	 tauglich	
für	die	Vorhersage	des	realen	Ausgießvorgangs	erwiesen.	
 Mit	 der	modifizierten	 Kippmimik	 (2l‐Tiegel)	 ist	 eine	 deutliche	 Steigerung	
des	Massenflusses	(+75	%	bei	Wassermodell)	verbunden.	Bei	der	Simulati‐
on	mit	Schmelze	reduziert	sich	die	Ausfließzeit	annähernd	um	die	Hälfte.	
 Das	Optimum	der	Tiegelkippung	bezüglich	der	Kippachsenposition	kann	für	
den	2‐Liter‐Tiegel	in	Form	einer	Kennlinie	ermittelt	werden	
 Der	mittlere	Massenstrom	lässt	sich	sowohl	bei	der	ursprünglichen	als	auch	
der	modifizierten	Kippmimik	mit	einer	Erhöhung	der	Schmelzkapazität	auf	
5	Liter	steigern	
 Die	modifizierte	Kippmimik	verspricht	bei	Einsatz	des	5‐Liter	Tiegel	gegen‐
über	der	2‐Liter‐Variante	eine	weitere	Steigerung	des	mittleren	Massenflus‐
ses	um	65	%.	
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 Die	 Kippachsenpositionen	 der	 jeweils	 besten	 Konfigurationen	 für	 den	 2l	
und	 5l‐Tiegel	 sind	 unterschiedlich.	 Hieraus	 folgt,	 dass	 bei	 gleichzeitiger	
Verwendung	 in	 einer	 Gießanlage	 eine	 flexible	 Positionierung	 des	 Tiegels	
möglich	sein	muss.	
Die	 Optimierung	 der	 ursprünglichen	 Kippkurve	 aus	Kapitel	 6.2.1,	 bei	 der	 eine	
Steigerung	des	mittleren	Massenflusses	von	ca.	60	%	erzielt	worden	ist,	hat	bereits	
gezeigt,	welches	Potential	in	dem	Kippvorgang	zu	sehen	ist.	Mit	den	experimentell	
ermittelten	 Steigerungen	 des	mittleren	Massenflusses	 von	 75	%	 bei	 Einsatz	 der	
modifizierten	Kippmimik	und	einem	Schmelzvolumen	von	2	Litern	sollte	eine	Um‐
setzung	 in	 der	 Leicomelt‐Gießanlage	 die	 Grenzen	 in	 der	 Abbildbarkeit	 spürbar	
senken.	Mit	der	Erhöhung	des	Schmelzvolumens	auf	5	Liter	 ist	zudem	eine	aber‐
malige	Steigerung	des	mittleren	Massenflusses	um	65	%	verbunden.	
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7. Brennofenvalidierung  zur  quantitativen  Bestimmung  der  Ke‐
ramikschwindung 
Eine	notwendige	Bedingung	für	die	Serienfertigung	ist	ein	geringes	Streuband	der	
Keramikschwindung	beim	Brand.	Für	einen	stabilen	Prozess	muss	dieses	deutlich	
innerhalb	der	vorgegebenen	Bauteiltoleranzen	liegen.	Konkret	bedeutet	dies	zum	
Beispiel	für	die	Länge	des	Schaufelgasraums	ein	Toleranzfenster	von	±	0,3	mm	auf	
einer	 Länge	 von	 ca.	 190	mm.	Um	eine	 gleichmäßige	 Schwindung	 pro	Bauteil	 in‐
nerhalb	 einer	 Ofenreise	 sowie	 in	 zeitlich	 unterschiedlichen	 Bränden	 (Reprodu‐
zierbarkeit)	 zu	gewährleisten	wird	daher	eine	möglichst	homogene	Temperatur‐
verteilung	 im	Brennofen	angestrebt.	Mittels	 einer	Brennofenvalidierung	wird	 in‐
nerhalb	 dieses	 Kapitels	 geprüft,	 ob	 sich	 sowohl	 das	 Aggregat	 hinsichtlich	 einer	
homogenen	Temperaturverteilung	und	Reproduzierbarkeit	 als	 auch	die	Keramik	
selbst	in	ihrer	Ausführung	für	eine	Serienfertigung	eignet.	
7.1. Experimentelles 
7.1.1. Brennofenvalidierung für Keramikbrand 
Die	Ermittlung	der	Temperaturverteilung	erfolgt	mittels	einer	Versuchsreihe,	die	
sowohl	verschiedene	Brenntemperaturen	als	auch	Beschickungszustände	abdeckt	
(siehe	Tabelle	7‐1).	Als	Brennofen	kommt	dabei	ein	widerstandsbeheizter	Brenn‐
ofen	der	Fa.	Ceram	Aix,	Aachen	mit	einem	Volumen	von	1440	 l	 zum	Einsatz.	Die	
Heizwendeln	 sind	 bei	 diesem	 Ofentyp	 an	 den	 Seitenwänden	 montiert.	 Die	 Be‐
stimmung	 der	 Temperatur	 an	 12	 verschiedenen	 Positionen	 innerhalb	 der	 Ofen‐
kammer	erfolgt	mit	Hilfe	von	Thermoelementen	(Typ	B)	sowie	durch	die	Platzie‐
rung	von	Sinterringen	des	Typs	PTCR‐MTH	(∅20	x	H10	x	B7	mm),	welche	einen	
Temperaturbereich	von	1340°C	–	1520°C	abdecken	(siehe	Abbildung	7‐1).	
Tabelle	 7‐1:	 Übersicht	 des	 Versuchsprogramms	 zur	 Brennofenvalidierung	 mittels	
Thermoelementen	und	Sinterringen	
Versuch	 Brenntemperatur	[°C] Beschickung Bemerkung
1	 1400	 Leer	 ‐‐‐	
2	 1400	 Dicht	bestückt	 ‐‐‐	
3	 1400	 Schwach	bestückt	 Entspricht	der	Serie	
4	 1450	 Leer	 ‐‐‐	
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Abbildung	 7‐1:	 Brennofentisch	 bestückt	 mit	 Keramikprüfkörpern,	 Sinterringen	 und	
Thermoelementen	 (oben);	 Die	 Brennofenvalidierung	 findet	 in	 der	 gelben	 Ofenkammer	
statt.	Die	blaue	Kammer	dient	dem	vorgeschalteten	Entbinderungsprozess	(unten	links)	
Übersicht	der	Temperaturmessstellen	im	Brennofen	(unten	rechts)	
Zudem	wird	mit	Hilfe	von	eigens	für	diese	Untersuchungen	entwickelten	kerami‐
schen	Probekörpern	die	Längendifferenz	vor	und	nach	dem	Brand	an	einer	Erhö‐
hung	und	einer	Vertiefung	geprüft.	Ein	Paar	von	Probekörpern	mit	einer	nomina‐
len	Messlänge	von	100	mm	im	Wachsmodell	deckt	hierbei	jeweils	eine	Position	im	
Ofen	ab.	 In	Summe	kommen	 insgesamt	 jeweils	83	Paare	von	Probekörpern	bei	7	
verschiedenen	Sinterbränden	mit	einer	Temperatur	von	1400°C	zum	Einsatz.	
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Zur	Bestimmung	der	spezifischen	Abweichung	jedes	Thermoelementes,	ist	im	Vor‐
feld	 eine	 Vergleichsmessung	 aller	 12	 Thermoelemente	 in	 einem	Messpunkt	 not‐
wendig.	Hierzu	werden	die	Thermoelemente	gebündelt	 in	einem	widerstandsbe‐
heizten	 Kammerofen	 der	 Fa.	 Agni,	 Aachen	 platziert	 und	 auf	 1400°C	 erhitzt.	 Die	
gemessenen	Abweichungen	der	Thermoelemente	von	der	Solltemperatur	ergeben	
in	der	Folge	den	jeweiligen	Korrekturwert	für	die	späteren	Auswertungen.	
7.2. Ergebnisse und Bewertung 
7.2.1. Ergebnisse der Brennofenvalidierung 
Der	 Temperaturschrieb	 der	 a‐priori	 durchgeführten	 Vergleichsmessung	 der	
Thermoelemente	ist	 in	Abbildung	7‐2	dargestellt.	Es	zeigt	sich,	dass	die	Maxima	
der	Abweichungen	bei	+0,5	%	(TE	12)	und	–2,5	%	(TE	11)	liegen.	Bezogen	auf	den	
Sollwert	 von	 1400°C	 im	Referenzofen	bedeutet	 dies	 eine	 Spanne	 der	Korrektur‐
werte	von	+5°C	und	‐31°C	in	Abhängigkeit	von	dem	jeweiligen	Thermoelement.	
	
Abbildung	7‐2:	Temperaturschrieb	der	Vergleichsmessung	der	12	Thermoelemente.	Die	
Spanne	der	gemessenen	Temperaturen	liegt	zwischen	+0,5	%	und	‐2,5	%	ausgehend	vom	
Sollwert	(1400°C).	Zur	Bestimmung	der	realen	Temperatur	wird	jedem	Thermoelement	
ein	spezifischer	Korrekturwert	zugeordnet.	
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Abbildung	7‐3	 fasst	 die	 korrigierten	 Ergebnisse	 der	 Thermoelementmessungen	
für	die	einzelnen	Versuche	zusammen.	Ein	Vergleich	der	Messwerte	für	die	Brenn‐
temperatur	von	1400°C	(Versuch	1‐3)	zeigt	keine	signifikanten	Abweichungen	für	
die	jeweiligen	Positionen,	unabhängig	davon,	ob	eine	Beladung	des	Ofens	vorliegt	
oder	 nicht.	 Die	 Temperaturspanne	 zwischen	 dem	 kältesten	 und	 heißesten	Wert	
liegt	bei	den	vier	Versuchen	zwischen	36‐42°C.	
Als	kälteste	Stellen	wurden	einerseits	das	Zentrum	der	Bodenplatte	(P5‐7)	mit	ei‐
ner	mittleren	Abweichung	von	‐5°C	bis	‐10°C	von	der	Solltemperatur	sowie	ande‐
rerseits	der	Eckenbereich	unterhalb	der	Ofendecke	(P12)	mit	einer	mittleren	Ab‐
weichung	von	‐12°C	 identifiziert.	Am	heißesten	 ist	es	dagegen	 in	den	Randberei‐
chen	 der	mittleren	 Ebene	 nahe	 der	 Heizwendel	 (P8	 +	 P11)	 mit	 einer	 mittleren	
Abweichung	von	+21°C	bzw.	+26°C	vom	Sollwert.	Insgesamt	bewegen	sich	die	ge‐
messenen	Temperaturen	innerhalb	des	Erwarteten.	Einzig	die	niedrige	Tempera‐
tur	in	Position	12	scheint	widersprüchlich,	da	dieses	Thermoelement	nahe	an	den	
Heizwendeln	 liegt.	Ein	Vergleich	mit	der	ermittelten	Temperatur	der	gleichzeitig	
eingesetzten	Sinterringe	zeigt	eine	große	Diskrepanz.	Im	Fall	der	Sinterringe	sind	
ähnlich	hohe	Temperaturen	wie	 in	Position	11	 ermittelt	worden.	Ein	Defekt	der	
Heizwendel	in	diesem	Bereich	kann	somit	ausgeschlossen	werden.	Möglicherweise	
liegt	aber	ein	fehlerhaftes	Thermoelement	vor.	Generell	ergibt	die	Auswertung	der	
Schwindung	der	Sinterringe	und	die	anschließende	Umrechnung	in	einen	Tempe‐
raturwert	in	qualitativer	Sicht	eine	gute	Übereinstimmung	mit	den	Messungen	der	
Thermoelemente.	Die	Sinterringe	der	Positionen	5‐7	zeigen	ebenfalls	die	niedrigs‐
ten	Werte,	wohingegen	die	höchsten	Temperaturen	in	den	identischen	Positionen	
8	und	11	vorliegen.	
	
Abbildung	7‐3:	Auftragung	der	ermittelten	korrigierten	Temperaturen	in	den	verschie‐
denen	 Positionen	 im	Brennofen	 (links)	mittels	 Thermoelementen	 (n=4)	 sowie	 Darstel‐
lung	 der	 gemittelten	 Temperaturabweichungen	 von	 der	 Solltemperatur	 über	 die	 vier	
Brennvorgänge	für	die	12	Messstellen	(rechts)	
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Quantitativ	 ist	 die	 Temperaturspanne	mit	 12‐25°C	 dagegen	 spürbar	 kleiner.	 Zu‐
sammenfassend	ist	festzuhalten,	dass	eine	Reproduzierbarkeit	der	Temperatur	in	
den	einzelnen	Ofenbereichen,	unabhängig	von	der	Beladung,	über	mehrere	Ofen‐
reisen	gegeben	ist.	
Ob	die	Temperaturdifferenz	 von	36°C	bis	 42°C	 innerhalb	 des	Ofens	 ausreichend	
klein	 ist,	um	eine	reproduzierbare,	homogene	Schwindung	der	Formschale	unab‐
hängig	von	der	Lage	im	Ofen	zu	gewährleisten	ist	mittels	der	Längenänderung	der	
keramischen	Probekörper	 zu	prüfen.	Anzumerken	 ist,	 dass	die	Formschalen	auf‐
grund	 ihrer	Volumina	beim	Ofenbrand	nicht	die	gesamte	Ofenkammer	ausfüllen.	
Insbesondere	Bereiche	nahe	an	den	Heizern	bleiben	unberührt,	 so	dass	 sich	das	
„genutzte“	Temperaturfenster	reduziert.	Bei	der	Betrachtung	der	Längenänderung	
keramischer	 Probekörper	 vor	 und	 nach	 dem	 Sinterbrand	 steht	 im	Gegensatz	 zu	
den	 Thermoelementmessungen	 und	 Sinterringen	 nicht	 die	 Position	 im	 Ofen	 im	
Vordergrund,	 sondern	 ob	 positionsunabhängig	 das	 gesamte	 Streuband	 ausrei‐
chend	 klein	 ist,	 um	 eine	 Serienfertigung	 darstellen	 zu	 können.	 Bewusst	 werden	
daher	zur	Grenzmustererstellung	die	Ofenpositionen	mit	Extrema	in	den	Tempe‐
raturen	 (P11	 und	 P12)	 in	 die	Auswertung	 einbezogen.	Die	Mittelwerte	 der	 Län‐
gendifferenz	 liegen	 für	 den	Keramikprüfkörper	mit	 Erhöhung	bei	 ‐0,11	mm	und	
für	das	Gegenstück	mit	Vertiefung	bei	 ‐0,15	mm	(siehe	Abbildung	7‐4).	Wie	be‐
reits	Eingangs	dargestellt,	beträgt	das	Toleranzfenster	bei	einer	Schaufelblattlänge	
von	190	mm	±0,3	mm.	Umgerechnet	auf	den	Probekörper	mit	einer	Messlänge	von	
ca.	100	mm	bedeutet	dies	eine	zulässige	Abweichung	von	±0,16	mm.	Folglich	darf	
die	Streubreite	der	Längenänderung	insgesamt	nicht	mehr	als	0,32	mm	betragen.	
Eine	Betrachtung	der	99%‐Konfidenzintervalle	ergibt,	dass	sowohl	für	die	Vertie‐
fung	als	auch	die	Erhöhung	alle	Werte	innerhalb	der	zulässigen	Streubreite	liegen.	
	
Abbildung	7‐4:	 Histogramme	 der	 Längenänderung	 der	 Probekörper	 für	 die	 Erhöhung	
und	Vertiefung	unabhängig	von	ihrer	Position	im	Brennofen	(n=76)	
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Mit	diesem	Ergebnis	ist	eine	ausreichend	homogene	und	reproduzierbare	Tempe‐
raturverteilung	im	Brennofen	bewiesen,	so	dass	der	Brennofen	für	die	Vorserien‐
produktion	als	tauglich	einzustufen	ist.	Zudem	zeigt	sich	die	Keramik	selbst	in	ih‐
rer	Ausführung	hinsichtlich	der	Maßhaltigkeit	als	ausreichend	robust.	
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8. Bewertung der Prozessstabilität anhand einer Kleinserienferti‐
gung 
Im	Rahmen	 der	 vorherigen	Kapitel	 ist	mit	 dem	Technologietransfer	 auf	 die	 Lei‐
comelt	Gießanlage,	der	Untersuchung	potentieller	Gießkonzepte	zur	Optimierung	
der	 Formfüllung	 und	 der	 anschließenden	Optimierung	 des	 Schmelzeflusses	 vom	
Tiegel	bis	in	die	Formschale	sowie	der	Bewertung	des	Streubandes	der	Keramik‐
schwindung	 während	 des	 Brennvorgangs	 die	 Basis	 für	 eine	 spätere	 Serienferti‐
gung	 von	 TiAl‐Niederdruckturbinenschaufeln	 gelegt	 worden.	 Die	 prinzipielle	
Tauglichkeit	des	Prozesses	ist	in	diesem	Zusammenhang	bereits	anhand	einzelner	
Demonstratorbauteile	nachgewiesen	worden.	Neben	der	Erfüllung	der	Qualitäts‐
vorgaben	des	OEM	 für	ein	Bauteil	 ist	die	Sicherstellung	einer	ausreichenden	Re‐
produzierbarkeit	 des	 Prozesses	 eine	 zweite	 tragende	 Säule	 für	 die	 Herstellung	
größerer	Serien.	Zur	Bewertung	der	Prozessstabilität	in	einem	ganzheitlichen	Auf‐
satz	wird	 eine	 Kleinserienfertigung	 von	 annähernd	 600	 Schaufeln	 betrachtet,	 in	
die	alle	bisher	erworbenen	gusstechnologischen	Kenntnisse	einfließen.	Die	Durch‐
führung	aller	Prozessschritte	erfolgt	 gemäß	 im	Vorfeld	definierter	Arbeitsanwei‐
sungen.	 Eine	 Beurteilung	 der	 Gussbauteile	 nach	 den	 Spezifikationsvorgaben	 der	
Triebwerkshersteller	beleuchtet	die	kritischen	Merkmale	 in	den	Bereichen	Maß‐
haltigkeit,	Oberflächenqualität	und	innere	Defekte.	Zusätzlich	erfolgen	eine	Unter‐
suchung	 der	 Mikrostruktur	 sowie	 Festigkeitsuntersuchungen	 von	 Probekörpern	
zur	Ermittlung	der	Zugfestigkeit	und	Dehnung.	
8.1. Experimentelles 
8.1.1. Gießversuche unter Serienproduktionsbedingungen 
Die	 praktischen	 Arbeiten	 umfassen	 die	 Herstellung	 von	 594	 Turbinenschaufeln	
innerhalb	 von	 drei	 Produktionsreihen	 (siehe	 Tabelle	 8‐1).	 Da	 insgesamt	 300	
Schaufeln	für	bauteilspezifische	Tests	an	einen	OEM	ausgeliefert	werden	deckt	die	
Turbinenschaufelgeometrie	ein	aktuelles	Kundendesign	ab.	Aus	Gründen	der	Ver‐
traulichkeit	ist	eine	ganzheitliche	Darstellung	nur	begrenzt	möglich.	Ausgewählte	
Parameter	 der	 Bauteilgeometrie	 sind	 dagegen	 in	Tabelle	8‐2	 zusammengefasst.	
Die	eingesetzten	Prozessparameter	resultieren	aus	den	Erkenntnissen	der	vorhe‐
rigen	Kapitel	dieser	Arbeit	(siehe	Tabelle	8‐3)	und	bleiben	über	die	gesamte	Ver‐
suchsreihe	 konstant.	 Allen	 Gussbauteilen	 gemein	 ist	 eine	 nachfolgende	 2‐stufige	
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Wärmebehandlung	sowie	das	heiß‐isostatische	Pressen	bei	der	Fa.	Bodycote,	Bel‐
gien.	
Tabelle	8‐1:	Versuchsprogramm	zur	Ermittlung	der	Prozessstabilität	
Serie	 Anzahl Abgüsse Modell Blattspeiser	 Clusteraufbau
1	 144	 12	 RP	 nein	 12er	
2	 276	 23	 Metallmatrize nein	 12er	
3	 174	 29	 RP	 ja	 6er	
Gesamt	 594	 64	 ‐‐‐	 ‐‐‐	 ‐‐‐	
	
Tabelle	8‐2:	Ausgewählte	Parameter	der	eingesetzten	Bauteilgeometrie	
Parameter	 Geometrie	X
Austrittskantendicke	[mm]	 1,2	
Blattlänge	[mm]	 Ca.	180	mm	
Max.	Profildicke	(Fuss)	[mm]	 3,7	
Max.	Profildicke	(DB)	[mm]	 2,8	
Sehnenlänge	[mm]	 28,1	–	28,4	(abhängig	vom	Schnitt)	
	
Tabelle	8‐3:	Festgeschriebene	Prozessparameter	innerhalb	der	Kleinserienfertigung	
Parameter	 Wert
Dauer	Vorheizen	[min]	 900	
Temperatur	Vorheizen	[°C]	 1100	
Legierung	 GE	48‐2‐2	
Einwaage	Legierung	[kg]	 8,5	bei	Serie	1	+2	(12er	ohne	LBS)	7,9	bei	Serie	3	(6er	mit	LBS)	
Leistung	KIT	[kW]	 400	
Schmelzdauer	[min]	 8	
Druck	in	der	Schmelzkammer	[mbar]	 <	3,0	x	10‐2	
Schmelzetemperatur	beim	Abguss	[°C]	 1605	–	1625	
Druck	beim	Abguss	[mbar]	 <	5,6	x	10‐2	
Drehzahl	des	Rotationstellers	[U/min]	 250	
Dauer	der	Beschleunigung	[s]	 30	
Schleuderzeit	nach	Guss	[s]	 300	
Dauer	Abbremsen	[s]	 30	
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Die	erste	Produktionsserie	beinhaltet	 insgesamt	12	Abgüsse	von	12er	Clustern	
mit	RP‐Modellen	von	der	Fa.	Voxeljet,	Friedberg.	Ziel	 ist,	die	prinzipielle	Eignung	
des	Gießclusters	zu	prüfen	und	sofern	notwendig,	Korrekturen	für	die	nachfolgen‐
den	Serien	vorzunehmen.	Gegen	Ende	der	Versuchsserie	erfolgt	an	zwei	Clustern	
eine	lokale	Modifizierung	des	Aufbaus	hinsichtlich	der	Ausrichtung	der	Schaufeln.	
Im	 Nachgang	 an	 die	 erste	 Versuchsserie	 findet	 die	 praktische	 Umsetzung	 der	
Kippkurvenoptimierung	aus	Kapitel	6.2.1	statt.	
Der	Umfang	der	zweiten	Produktionsserie	beträgt	23	Abgüsse	mit	12er	Clustern.	
Sie	 ist	geprägt	durch	einen	standardisierten,	 festen	Aufbau	und	dem	Einsatz	von	
Wachsmodellen	 aus	 einer	 Aluminiummatrize	 im	 Industriemaßstab.	 Die	 6‐teilige	
Baseplate‐Matrize	der	Fa.	Pistol	GmbH	beinhaltet	diverse	Schieber,	die	ein	schnel‐
les	Öffnen	und	Schließen	sowie	eine	einfache	Entnahme	des	Wachslings	gewähr‐
leisten.	Nach	dem	Wachsspritzvorgang	ist	eine	24‐stündige	Lagerung	des	Modells	
in	einem	sogenannten	Setter	vorgeschrieben	(siehe	Abbildung	8‐1).	
	
Abbildung	8‐1:	Metallmatrize	im	Industriemaßstab	(links)	und	Setter	zur	Lagerung	der	
Wachsmodelle	für	die	1.	und	2.	Produktionsserie	(rechts).	Aus	Gründen	der	Vertraulich‐
keit	sind	die	Bereiche	Deckband	und	Fuss	graphisch	verfremdet	dargestellt.	
Ziel	dieser	Maßnahme	ist	eine	kontrollierte	Lagerung	des	Wachslings	während	der	
Abkühlung,	so	dass	sich	dieser	während	seiner	Relaxation	nicht	verzieht.	
Im	 Vordergrund	 der	 Auswertung	 der	 2.	 Produktionsserie	 steht	 die	 Prüfung	 der	
Maßhaltigkeit,	sowohl	der	Wachsmodelle	als	auch	der	Gussteile	vor	und	nach	den	
Wärme‐	und	HIP‐Behandlungen.	Die	geometrische	Erfassung	und	Auswertung	der	
Schaufelkontur	 erfolgt	 mittels	 eines	 3‐D	 Weißlichtstreifenprojektions‐Scanners	
(COMET	5	Eco)	der	Fa.	 Steinbichler	Optotechnik,	Neubeuern	sowie	der	Software	
Polyworks.	 Der	 Umfang	 der	 Prüfung	 beträgt	 40	 Turbinenschaufeln	 aus	 17	 ver‐
schiedenen	Clustern,	die	wiederum	in	insgesamt	12	unterschiedlichen	Keramiklo‐
sen	 gefertigt	 wurden.	 Anhand	 dieser	 Daten	 kann	 ein	 Verzug	 zwar	 zweifelsfrei	
identifiziert	werden,	unklar	bleibt	 aber,	welche	Prozessschritte	die	 Stabilität	des	
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Clusters	beeinflussen.	Abhilfe	verschaffen	CT‐Scans	eines	Clusters	zu	unterschied‐
lichen	Zeitpunkten	der	Fertigung.	Zur	qualitativen	Beurteilung	des	Verzugs	wird	
die	CAD‐Geometrie	jeweils	im	Fuss	und	Deckbandbereich	des	3‐D	Scandatensatzes	
gefesselt.	Sollten	Abweichungen	im	gescannten	Bauteil	vorliegen,	so	spiegelt	sich	
dies	in	einer	Krümmung	des	Blatts	wieder.	Folgende	Prozessschritte	stehen	dabei	
im	Vordergrund	der	Untersuchungen:	
 Wachslingsmontage	
 Tauch‐	und	Besandungsvorgang	
 Autoklavieren	
 Entbinderungs‐	und	Sinterbrand	
 Guss	
 Entformen	
Bei	den	letzten	vier	Abgüssen	der	zweiten	Produktionsserie	erfolgt	eine	geometri‐
sche	Modifikation	(Korrektur)	des	Fussbereichs.	Bei	der	dritten	Produktionsse‐
rie	kommen	im	Gegensatz	zu	den	beiden	Vorgängern	6er	Cluster	zum	Einsatz.	Die‐
se	sind	mit	RP‐Kunststoffmodellen	bestückt,	welche	sich	durch	einen	Linienspei‐
ser	(kurz:	LBS)	auf	der	cv‐Seite	des	Blattes	auszeichnen.	Die	Versorgung	mit	„hei‐
ßer“	Schmelze	wird	dabei	über	einen	separaten	Zulauf	zum	Verteiler	oberhalb	des	
Fussspeisers	realisiert.	Aufgrund	der	Anordnung	entgegen	der	Corioliskraft	inner‐
halb	des	Clusters	erfolgt	die	Formfüllung	erst	nach	der	Füllung	des	Schaufelblattes.	
Ziel	 ist,	die	Auswirkungen	des	LBS	auf	das	Erstarrungsverhalten	zu	untersuchen.	
Im	Fokus	stehen	daher	die	Bewertung	der	Oberflächenqualität	sowie	die	Ausprä‐
gung	 innerer	Defekte.	Hierzu	 ist	 eine	Prüfung	mittels	Röntgen‐	bzw.	CT‐Analyse,	
Rissprüfung	(FPI)	und	optischer	Beurteilung	vorgesehen.	Auf	eine	Bewertung	der	
Maßhaltigkeit	wird	dagegen	aufgrund	des	Einsatzes	von	RP‐Modellen	und	der	da‐
mit	verbundenen	Streuung	der	Maßhaltigkeit	verzichtet	(siehe	Kapitel	5.1.2).	
Die	Anzahl	an	Abgüssen	beträgt	29,	so	dass	insgesamt	174	Schaufeln	dieser	Vari‐
ante	hergestellt	werden.	Unabhängig	von	der	Anzahl	an	Schaufeln	pro	Abguss	be‐
steht	 die	Wachstraube	 aus	 einem	Verteiler,	 einer	Mittelstange	 und	 einem	Kreuz	
zur	Stabilisierung	sowie	den	jeweiligen	Schaufelmodellen.	Zur	Gewährleistung	ei‐
ner	 reproduzierbaren	 Montage	 erfolgt	 der	 Löt‐	 und	 Klebvorgang	 mittels	 eigens	
entwickelter	Aufbauhilfen.	
Abgerundet	 werden	 die	 experimentellen	 Arbeiten	 durch	 eine	 Charakterisierung	
der	 Mikrostruktur	 mittels	 Licht‐	 und	 REM‐Mikroskop	 an	 10	 ausgewählten	 voll‐
ständig	wärmebehandelten	und	gehippten	Schaufeln	der	drei	Versuchsreihen.	Ne‐
ben	der	 grundsätzlichen	Klassifizierung	der	Mikrostruktur	 erfolgen	eine	Bestim‐
mung	der	Korngröße	der	 gleichachsigen	 γ‐Körner	 in	 8	 definierten	 Schnitten	der	
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Schaufel	(siehe	Abbildung	8‐2)	sowie	eine	Bestimmung	der	Phasenanteile	an	α2‐
Ti3Al	und	γ‐TiAl.	Darüber	hinaus	findet	ferner	eine	Bestimmung	der	Lage	und	ma‐
ximalen	Eindringtiefe	der	Mikrolunker	 statt.	Die	Bestimmung	der	 gleichachsigen	
γ‐Korngröße	 erfolgt	 sowohl	manuell	mit	 Hilfe	 der	 Software	 AxioVision	 (Fa.	 Carl	
Zeiss,	Jena)	anhand	von	Lichtmikroskopaufnahmen	als	auch	mittels	EBSD‐Analyse	
am	REM	 –Mikroskop	 des	 Typs	 Gemini	 1550.	 Zudem	 findet	 die	 EDX‐Analyse	 An‐
wendung	 zur	Ermittlung	der	 chemischen	Zusammensetzung	kleinster	Probenbe‐
reiche	 anhand	 ihrer	 charakteristischen	 Röntgenstrahlung.	 Die	 Bestimmung	 der	
Phasenanteile	erfolgt	dagegen	über	das	BSE‐Imaging.	
Abgerundet	werden	die	Gießversuche	durch	Zerreißversuche	 von	20	 vollständig	
wärmebehandelten	und	gehippten	Probekörpern	(Guss:	∅16	x	L60	mm;	Endbear‐
beitet:	∅4,5	x	L48	mm	M9	Gewinde)	zur	Ermittlung	der	Zugfestigkeit,	Streckgrenze	
und	Dehnung	bei	Raumtemperatur.	
	
Abbildung	8‐2:	Lage	der	Schnitte	für	die	Mikrostrukturanalyse	sowie	präparierte	Proben	
der	Schnitte	1,	5	und	7	für	die	REM‐	und	Lichtmikroskopuntersuchungen	(links).	Die	zu‐
gehörigen	Mosaikbilder	(Aufnahme	unterpolarisiertem	Licht)	sind	auf	der	rechten	Seite	
dargestellt.	Aus	Gründen	der	Vertraulichkeit	 sind	die	Bereiche	Deckband	und	Fuss	gra‐
phisch	verfremdet	dargestellt.	
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8.2. Ergebnisse und Bewertung 
8.2.1. Bewertung der Maßhaltigkeit 
Mit	den	Ergebnissen	des	vorangegangenen	Kapitels	bezüglich	der	Streubreite	der	
Keramikschwindung	anhand	von	Probekörpern	lässt	sich	die	Tauglichkeit	des	Sin‐
terbrandes	für	eine	Serienproduktion	nachweisen.	Dies	allein	garantiert	aber	noch	
keine	maßgerechten	Schaufeln.	Weitere	entscheidende	Faktoren	sind	unter	ande‐
rem	 die	 Festlegung	 geeigneter	 Skalierungsfaktoren	 für	 das	 Wachsmodell	 sowie	
eine	ausreichende	Stabilität	der	Formschale	während	der	Erstarrung	und	Abküh‐
lung	des	Metalls,	die	einem	Verzug	durch	Volumenkontraktion	entgegenwirkt.	
Die	quantitative	Auswertung	der	Maßhaltigkeit	von	Wachslingen	und	Gussbautei‐
len	mittels	3‐D	Scanner	an	Bauteilen	der	2.	Produktionsserie	 fokussiert	sich	zum	
einen	 auf	 die	 Überprüfung	 der	 Skalierungsfaktoren	 sowie	 auf	 der	 anderen	 Seite	
auf	 die	 größten	 Abweichungen	 in	 Bezug	 auf	 die	 Verdrehung	 (Rotation)	 und	
Durchbiegung	(Trans	X	und	Trans	Y)	in	drei	Schnitten	des	Schaufelblattes.	
Zur	Prüfung	der	Skalierungsfaktoren	in	x‐,	y‐	und	z‐Richtung	besonders	gut	geeig‐
net	 erscheinen	das	 Längenmaß	des	Gasraums	 (P‐Q	 Stichmaß	von	der	 Fussplatte	
bis	 zum	 Deckband)	 sowie	 die	 Prüfung	 des	 Strömungsprofils	 mittels	 Best‐Fit‐
Verfahren	 in	 9	 gleichmäßig	 über	 dem	 Schaufelblatt	 verteilten	 Schnitten	 (sie‐
he	Abbildung	8‐3).	
	
Abbildung	8‐3:	Darstellung	des	P‐Q	Längenstichmaß	sowie	Lage	der	Best‐Fit	Schnitte	1,	
5	und	9	(links)	und	Auftragung	der	Abweichungen	vom	Sollwert	nach	WBH	+	HIP	in	ei‐
nem	Histogramm	(n=40)	(rechts).	Die	rote	Linie	kennzeichnet	die	Normalverteilung.	Aus	
Gründen	der	Vertraulichkeit	sind	die	Bereiche	Deckband	und	Fuss	graphisch	verfremdet	
dargestellt.	
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Die	Auswertung	der	2‐D‐Best‐Fit	 Schnitte	ergibt,	dass	die	Strömungsprofile	 aller	
Schaufeln	 in	 sämtlichen	 Schnitten	 innerhalb	 der	 Toleranz	 liegen.	 Dies	 bedeutet,	
dass	die	Skalierungsfaktoren	 in	x‐	und	y‐Richtung	passend	gewählt	 sind	und	zu‐
sätzlich	keine	Deformation	der	Kontur	vorliegt.	Die	Auftragung	der	Abweichungen	
des	Längenmaßes	ergibt	einen	Mittelwert	von	‐1,11	mm.	Unter	Berücksichtigung	
des	Toleranzrahmens	von	±	0,3	mm	folgt	daraus,	dass	die	Schaufeln	im	Mittel	um	
ca.	0,8	mm	zu	kurz	sind.	Mit	einem	95	%‐Konfidenzintervall	von	0,35	mm	ist	das	
Streuband	ausreichend	klein,	 so	dass	mit	einer	Korrektur	des	Skalierungsfaktors	
in	z‐Richtung	die	Vorgaben	bezüglich	der	Länge	zukünftig	 reproduzierbar	erfüllt	
werden	können.	
Zur	Bestimmung	der	Abweichungen	 sowohl	 in	 der	 Form	 als	 auch	 Lage	wird	 auf	
eine	 RPS	 (Referenz	 Punkte	 System)‐Ausrichtung	 zurückgegriffen.	 Es	 erfolgt	 eine	
Fesselung	 der	 Schaufel	 in	 sechs	 Referenzpunkten.	 Während	 die	 drei	 Referenz‐
punkte	 auf	 der	 cv‐Seite	 des	 Blattes	 die	 Schaufel	 in	 x‐Richtung	 fixieren,	 zeichnen	
sich	die	Punkte	4	und	5	nahe	der	Eintrittskante	zur	Fesselung	in	x‐Richtung	bzw.	
der	Punkt	6	auf	der	Fussplatte	zur	Fesselung	in	z‐Richtung	verantwortlich,	so	dass	
die	Lage	der	Schaufel	in	allen	drei	Raumachsen	eindeutig	und	reproduzierbar	de‐
finiert	 ist.	 Hinsichtlich	 der	 Rotation	 des	 Schaufelblattes	 ist	 anhand	 der	 Histo‐
gramme	 aus	Abbildung	8‐4	 zu	 erkennen,	 dass	 sich	 das	 Blatt	mit	 zunehmender	
Länge	in	positive	Richtung	verdreht.	Während	die	Werte	in	den	Schnitten	1	und	5	
komplett	 bzw.	 zu	 über	 90	 %	 innerhalb	 des	 Toleranzbereiches	 liegen,	 sind	 im	
Schnitt	9	nahe	des	Deckbandes	ca.	die	Hälfte	der	gemessenen	Werte	außerhalb	des	
zulässigen	Bereichs	 von	 0,75°.	 Das	 90%‐Konfidenzintervall	 liegt	mit	 1,90°	 eben‐
falls	außerhalb	der	Toleranzvorgabe	von	1,50°.	Bezüglich	der	Durchbiegung	in	x‐
Richtung	 ähneln	 die	 Messergebnisse	 denen	 der	 Verdrehung.	 In	 den	 Schnitten	 1	
und	5	liegt	die	überwiegende	Zahl	der	Schaufeln	innerhalb	des	Toleranzrahmens.	
Im	Schnitt	9	sind	dagegen	eine	größere	Streuung	der	Werte	und	damit	ein	insge‐
samt	 größerer	 Verzug	 feststellbar	 (siehe	 Abbildung	 8‐5).	 Der	 Mittelwert	 von	
0,27	mm	 liegt	 um	 ca.	 ein	 Zehntel	 außerhalb	 des	 zulässigen	 Bereichs.	 Das	 90	%‐
Konfidenzintervall	kann	mit	0,26	mm	dagegen	erfüllt	werden.	Die	Durchbiegung	in	
y‐Richtung	ist	 insgesamt	stärker	ausgeprägt.	 Insbesondere	in	Schnitt	1	und	5	 lie‐
gen	auffällig	viele	Werte	außerhalb	der	Toleranz	(siehe	Abbildung	8‐6).	
In	 beiden	 Fällen	 ist	 das	 Streuband	 aber	 insgesamt	 so	 schmal	 (95	%‐
Konfidenzintervall	wird	erfüllt),	dass	eine	Verschiebung	des	Mittelwertes	auf	den	
Sollwert	 zu	 einer	 akzeptablen	 Einhaltung	 der	 Toleranzvorgaben	 führen	 würde.	
Generell	 ist	 festzuhalten,	 dass	 die	 Abweichungen	 vom	 Sollwert	 unabhängig,	 ob	
Länge,	Verdrehung	oder	Durchbiegung	sich	jeweils	nur	in	einer	Richtung	ausprä‐
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gen	und	annähernd	reproduzierbar	sind.	Die	Streubänder	sind,	abgesehen	von	der	
Rotation	in	Schnitt	9	verhältnismäßig	klein,	so	dass	sich	durch	Korrekturen	an	den	
Wachslingen,	z.	B.	mittels	Vorspannen	im	Setter,	voraussichtlich	eine	stabile	Seri‐
enfertigung	 realisieren	 lässt.	 Eine	 Übersicht	 der	 statistischen	 Auswertungen	 für	
die	 wesentlichen	 Merkmale	 P‐Q	 Länge,	 Rotation	 und	 Translation	 in	 x‐	 und	 y‐
Richtung	 fasst	Tabelle	 8‐4	 zusammen.	 Die	 Bereiche	 der	 90	 %‐	 und	 95	 %‐
Konfidenzintervalle	 sind	Tabelle	8‐5	 zu	 entnehmen.	 Im	Gegensatz	 zu	den	Guss‐
bauteilen	ist	bei	den	Wachsmodellen	kein	signifikanter	Verzug	feststellbar.	
	
Abbildung	8‐4:	Histogramme	der	Abweichungen	(Rotation)	 für	die	Schnitte	1,	5	und	9.	
Der	Sollbereich	ist	jeweils	grün	unterlegt.	
	
Abbildung	8‐5:	Histogramme	der	Abweichungen	(Trans	X)	für	die	Schnitte	1,	5	und	9	
	
Abbildung	8‐6:	Histogramme	der	Abweichungen	(Trans	Y)	für	die	Schnitte	1,	5	und	9	
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Mittels	der	Metallmatrize	und	der	nachfolgenden	Settertechnik	lassen	sich	repro‐
duzierbare	Modelle	herstellen.	Daraus	folgt,	dass	der	vorliegende	Verzug	in	einem	
der	 nachfolgenden	 Prozessschritte	 auftritt.	 Ausschließen	 lassen	 sich	 dabei	 der	
Vorgang	der	Wärmebehandlungen	und	der	HIP‐Vorgang.	Obwohl	sich	die	Schau‐
feln	 in	der	Länge	um	ca.	2‐3	Zehntel	Millimeter	verkürzen,	sind	 in	der	Durchbie‐
gung	und	Verdrehung	nur	geringe	Verschiebungen	feststellbar.	
Tabelle	8‐4:	Statistische	Auswertung	der	Schnitte	1,	5	und	9	im	Schaufelblatt	(n=40).	Rot	
gekennzeichnete	Werte	liegen	außerhalb	des	Toleranzrahmens	
Merkmal	 Toleranz Mittelwert Stand.Abw.
Länge	P‐Q	[mm]	 ±0,3	 ‐1,11	 ±0,11	
Schnitt	1	–	Rotation	[°]	 ±	0,75	 ‐0,13	 ±0,16	
Schnitt	1	‐	Trans	X	[mm]	 ±0,15	 0,06	 ±0,07	
Schnitt	1	‐	Trans	Y	[mm]	 ±0,25	 0,29	 ±0,10	
Schnitt	5	–	Rotation	[°C]	 ±	0,75	 0,18	 ±0,34	
Schnitt	5	‐	Trans	X	[mm]	 ±0,4	 ‐0,13	 ±0,08	
Schnitt	5	‐	Trans	Y	[mm]	 ±0,4	 0,67	 ±0,18	
Schnitt	9	–	Rotation	[°]	 ±0,75	 0,67	 ±0,74	
Schnitt	9	‐	Trans	X	[mm]	 ±0,15	 0,27	 ±0,10	
Schnitt	9	‐	Trans	Y	[mm]	 ±0,25	 ‐0,16	 ±0,16	
	
Tabelle	8‐5:	Darstellung	der	Konfidenzintervalle	für	90	%	und	95	%	basierend	auf	den	
Werten	 von	 Tabelle	 4‐22.	 Rot	 gekennzeichnete	 Werte	 überschreiten	 das	 gültige	
Toleranzintervall	
Merkmal	 Toleranz‐
intervall	
90%‐Konfidenz‐
intervall	
95	%‐Konfidenz‐
intervall	
Länge	P‐Q	[mm]	 0,60	 ‐1,25/‐0,98:	0,27	 ‐1,29/‐0,94:	0,35	
Schnitt	1	–	Rotation	[°]	 1,50	 ‐0,33/+0,08:	0,41	 ‐0,39/+0,14:	0,53	
Schnitt	1	‐	Trans	X	[mm]	 0,30	 ‐0,03/+0,14:	0,17	 ‐0,06/+0,17:	0,23	
Schnitt	1	‐	Trans	Y	[mm]	 0,50	 +0,16/+0,42:	0,26	 +0,12/+0,46:	0,34	
Schnitt	5	–	Rotation	[°]	 1,50	 ‐0,26/+0,61:	0,87	 ‐0,39/+0,74:	1,13	
Schnitt	5	‐	Trans	X	[mm]	 0,80	 ‐0,24/‐0,02:	0,22	 ‐0,27/+0,01:	0,28	
Schnitt	5	‐	Trans	Y	[mm]	 0,80	 +0,44/+0,90:	0,46	 +0,38/+0,97:	0,59	
Schnitt	9	–	Rotation	[°]	 1,50	 ‐0,28/+1,62:	1,90	 ‐0,56/+1,90:	2,46	
Schnitt	9	‐	Trans	X	[mm]	 0,30	 +0,14/+0,40:	0,26	 +0,10/+0,44:	0,34	
Schnitt	9	‐	Trans	Y	[mm]	 0,50	 ‐0,36/+0,04:	0,40	 ‐0,42/+0,10:	0,52	
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Zu	begründen	ist	die	Schrumpfung	in	z‐Richtung	mit	dem	Vorliegen	von	Zugspan‐
nungen	 im	 Schaufelblatt	 nach	der	 Erstarrung,	welche	 sich	während	der	 nachfol‐
genden	thermischen	Behandlungen	reduzieren.	Verantwortlich	für	die	Bildung	der	
Eigenspannungen	 sind	 dabei	 die	 Ringraumflächen	 der	 Schaufelgeometrie,	 da	 so‐
wohl	 die	 Fussplatte	 als	 auch	 das	 Deckband	 durch	 ihre	 Keramikumhüllung	 eine	
freie	Schrumpfung	des	Schaufelblattes	behindern.	Diesem	Umstand	muss	bei	der	
Auslegung	des	Skalierungsfaktors	in	z‐Richtung	Rechnung	getragen	werden.	
Die	 Identifizierung	des	kritischen	Prozessschrittes	 erfolgt	mittels	CT‐Scans	 eines	
Clusters	zu	verschiedenen	Zeitpunkten	der	Fertigung.	Ausgewählte	Ergebnisse	der	
qualitativen	Bestimmung	des	Verzugs	in	der	Mitte	des	Schaufelblattes	(Schnitt	5)	
sind	in	Abbildung	8‐7	dargestellt.	
	
Abbildung	8‐7:	Ausgewählte	CT‐Schnitte	in	der	Mitte	des	Schaufelblattes	nach	den	Pro‐
zessschritten	 Sinterbrand	 (links)	 und	 Guss	 +	 Entformen	 (rechts).	 Die	 rote	 Linie	 kenn‐
zeichnet	 den	 Verlauf	 der	 CAD‐Geometrie.	 Deutlich	 zu	 erkennen	 ist,	 dass	 die	 Keramik‐
formschale	 nach	dem	Brand	 eine	 gute	Maßhaltigkeit	 gewährleistet,	währenddessen	die	
gegossene	 Turbinenschaufel	 nach	 dem	 Entformen	 eine	 signifikante	 Durchbiegung	 auf‐
weist.	
Es	zeigt	 sich,	dass	ein	Verzug	bis	einschließlich	des	Prozessschrittes	Sinterbrand	
nicht	 zu	 identifizieren	 ist.	 Die	 Ist‐Geometrie	 des	 Profils	 innerhalb	 der	 Kavitäten	
der	 keramischen	 Formschale	 entspricht	 nach	 dem	 Brand	 annähernd	 der	 Soll‐
Geometrie	 des	 CAD.	Mit	 diesem	 Ergebnis	 ist	 eine	 robuste	 Stabilität	 des	 Herstel‐
lungsprozesses	vom	Wachsmodell	bis	zur	fertigen	Formschale	nachgewiesen.	Ein	
signifikanter	Verzug	lässt	sich	erst	nach	dem	Guss	und	Entformungsschritt	erken‐
nen.	 Hervorgerufen	wird	 dieser	 durch	 Eigenspannungen	 innerhalb	 des	 Bauteils,	
welche	während	der	räumlich	unterschiedlich	schnell	ablaufenden	Erstarrung	und	
Abkühlung	im	Cluster	generiert	werden.	
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8.2.2. Bewertung der Oberflächenqualität 
Die	Oberflächenqualität	der	Gussbauteile	 lässt	 sich	mittels	 optischer	Beurteilung	
und	Rissprüfung	 (FPI)	 bestimmen.	Obwohl	 die	 Prüfungen	der	Bauteile	 nach	den	
Spezifikationen	 der	OEMs	 erfolgen,	 erscheint	 eine	 grundsätzliche	 Klassifizierung	
der	Bauteile	 in	„In	Ordnung“	oder	„Ausschuss“	 im	Rahmen	dieser	ersten	Vorseri‐
enproduktion	 als	 nicht	 zielführend.	 Viel	 entscheidender	 ist	 dagegen	 die	 Einord‐
nung	und	Bewertung	aller	vorliegenden	Defekte	in	Quantität	und	Qualität,	um	an‐
schließend	entsprechende	Abstellmaßnahmen	zu	entwickeln.	
Der	größte	Einfluss	auf	die	Oberflächenqualität	innerhalb	der	verschiedenen	Ver‐
suchsserien	ist	durch	den	Einsatz	eines	Linienblattspeisers	gegeben.	Während	die	
Gussteile	 aus	 der	 ersten	 und	 zweiten	 Versuchsserie,	 unabhängig	 ob	 RP‐	 oder	
Wachsmodelle	eingesetzt	werden,	deutliche	Schwindungslunker	in	der	Mittelach‐
se	über	der	gesamten	Blattlänge	aufweisen,	lassen	sich	diese	mit	dem	zusätzlichen	
Speisersystem	annähernd	vollständig	eliminieren	(siehe	Abbildung	8‐8).	Die	Ge‐
genüberstellung	 der	 Rissprüfungsergebnisse	 für	 die	 verschiedenen	 Varianten	 in	
Abbildung	8‐9	 verdeutlicht	 den	 großen	 Unterschied	 in	 der	 Qualität.	 Die	 vorlie‐
genden	 Schwindungslunker	 in	 den	 ersten	 beiden	 Versuchsserien,	 dessen	 starke	
Ausprägungen	jegliche	Spezifikationsgrenzen	deutlich	übersteigen,	deklarieren	die	
Schaufeln	als	untauglich	für	den	Einsatz	in	Triebwerken.	
	
Abbildung	 8‐8:	 Gegenüberstellung	 der	 Oberflächenqualität	 einer	 Schaufel	 aus	 der	 1.	
Produktionsserie	ohne	LBS	(links)	und	aus	der	3.	Produktionsserie	mit	LBS	(rechts).	Mit	
dem	Einsatz	eines	Linienblattspeisers	lassen	sich	die	oberflächlichen	Schwindungslunker	
annähernd	vollständig	eliminieren.	
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Die	 weiteren	 kritischen	 Oberflächendefekte	 der	 optischen	 Beurteilung	
fasst	Abbildung	8‐10	zusammen.	Neben	Kaltläufen	in	den	drei	Schaufelbereichen	
Blatt,	Deckband	und	Fuss	sind	zudem	Risse	in	der	Fussplatte	und	Makrolunker	am	
Blattradius	zum	Deckband	zu	nennen.	Die	Fehlerhäufigkeit	für	jeden	Defekt	inner‐
halb	der	verschiedenen	Versuchsreihen	 ist	Tabelle	8‐6	 zu	entnehmen.	Eine	gra‐
phische	Auftragung	der	Ergebnisse	erfolgt	in	Abbildung	8‐11.	Für	die	Analyse	der	
Fehlerhäufigkeit	wird	bei	dem	Defekt	Kaltlauf	 zwischen	den	Bereichen	Schaufel‐
blatt,	‐deckband	und	–fuss	unterschieden.	
	
Abbildung	 8‐9:	 Gegenüberstellung	 der	 Rissprüfungsergebnisse	 für	 die	 verschiedenen	
Produktionsserien	
	
Abbildung	 8‐10:	 Kritische	 Oberflächenfehler:	 Kaltlauf	 an	 der	 Schaufelblattkante	 (1);	
Kaltlauf	 im	Deckband	(2);	Kaltlauf	am	Steg/Fuss	 (3);	Riss	 in	der	Fussplatte	 (4);	Makro‐
lunker/Einfallstelle	am	Blattradius	zum	Deckband	(5)	
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Tabelle	 8‐6:	 Zusammenfassung	 der	 kritischen	 Oberflächenfehler	 mit	 Angabe	 der	
Häufigkeit	in	Prozent	innerhalb	der	verschiedenen	Versuchsserien	
Fehlertyp	 VS1
Standard	
VS1
Gedreht	
VS2
Standard	
VS2	
Modifiziert	
VS3
LBS	
Gesamtanzahl	Schaufeln	 120 24 228 48	 174
Anzahl	Schaufeln	ohne	kritischen	
Oberflächenfehler	 40	 4	 91	 30	 66	
Frei	von	kritischen	Fehlern	[%]	 33 17 40 63	 38
Kaltlauf	Schaufelblatt	[%] 48 25 4 2	 3
Kaltlauf	Deckband	[%]	 22 67 6 0	 1
Kaltlauf	Steg/Fuss	[%]	 50 63 44 2	 12
Riss	Fussplatte	[%]	 0 0 0 0	 13
Makrolunker	Blattradius	[%]	 5 4 3 10	 31
Poren	[%]	 15 15 7 17	 13
	
	
Abbildung	8‐11:	 Auftragung	 der	 Fehlerhäufigkeit	 kritischer	 Oberflächendefekte	 inner‐
halb	 der	 3	 Produktionsserien	 sowie	 Angabe	 signifikanter	 Modifikationen	 zur	 Reduzie‐
rung	einzelner	Defekte.	
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Im	Bereich	des	Schaufelblattes	 treten	 im	Wesentlichen	Auslauffehler	an	der	Aus‐
trittskante	auf,	währenddessen	sich	im	Deckband	die	Stirnflächen	der	Dichtlippen	
sowie	im	Fuss	der	Steg	als	kritisch	erweisen.	Innerhalb	der	ersten	Versuchsreihe	
sind	Kaltläufe	im	Blatt	(48	%)	und	Fuss	(49	%)	gegenüber	dem	Deckband	(22	%)	
dominant.	 Ein	 Entgegenwirken	mittels	 einer	 geänderten	Ausrichtung	 der	 Schau‐
feln	im	Wachscluster	(Drehung	der	A‐Kante	nach	außen)	erweist	sich	hinsichtlich	
der	Kaltläufe	im	Blatt	als	positiv	(Reduzierung	auf	25	%).	Gleichzeitig	steigt	jedoch	
die	Fehlerhäufigkeit	im	Deckband	(67	%)	und	Fuss	(63	%)	deutlich	an.	
Der	zeitliche	Kontext,	der	bereits	 im	Kapitel	6.2.1	vorgestellten	Kippkurvenopti‐
mierung,	liegt	zwischen	der	1.	und	2.	Versuchsreihe.	Die	damit	verbundene	Redu‐
zierung	der	geometrischen	Limitierungen	spiegelt	sich	 in	den	drastisch	niedrige‐
ren	Fehlerhäufigkeiten	für	Kaltläufe	im	Bereich	des	Blattes	und	Deckband	(in	bei‐
den	Fällen	<	6	%)	wieder.	Lediglich	Kaltläufe	im	Fuss	lassen	sich	mit	dieser	Opti‐
mierung	nicht	 zufriedenstellend	beheben.	Hierzu	 ist	 zusätzlich	eine	Modifikation	
des	Stegs	notwendig.	Im	Zuge	der	3.	Versuchsreihe	und	dem	Einsatz	eines	Linien‐
blattspeisers	 treten	 zwei	 Fehlertypen	 in	 den	 Vordergrund,	 dessen	 Häufigkeit	 in	
den	Bauteilen	zuvor	zu	vernachlässigen	war.	Hierbei	handelt	es	sich	um	Risse	 in	
der	 Fussplatte	 sowie	 um	 das	 Auftreten	 eines	 bis	 an	 die	 Oberfläche	 reichenden	
Makrolunkers	 im	Übergang	vom	Blatt	zum	Deckband.	Die	Risse	 in	der	Fussplatt‐
form,	welche	auf	die	Bauteilschwindung	in	z‐Richtung	und	die	damit	einhergehen‐
de	Ausbildung	von	hohen	Eigenspannungen	zurückzuführen	sind,	 lassen	sich	mit	
einer	 Reduzierung	 der	 Back‐up‐Keramikschichten	 und	 der	 damit	 verbundenen	
„Schwächung“	der	Formschale	erfolgreich	eliminieren	(siehe	Tabelle	8‐7).		
Tabelle	 8‐7:	 Übersicht	 der	 Verteilung	 des	 Oberflächendefektes	 „Riss	 Fussplatte“	 über	
den	 einzelnen	Keramikbatches	 für	 die	 3.	 Versuchsserie.	Mit	 der	Reduzierung	der	Kera‐
mikschichtanzahl	von	15	auf	14	in	Batch	6	ist	das	Fehlerbild	vollständig	verschwunden.	
Batch	 Anzahl	
Keramikschichten	
Anzahl
Risse	
Cluster	
1	
Cluster	
2	
Cluster	
3	
Cluster	
4	
1	 15	 3	 2	 1	 ‐‐‐	 ‐‐‐	
2	 15	 5	 0	 0	 0	 5	
3	 15	 1	 0	 0	 1	 0	
4	 15	 3	 1	 1	 0	 1	
5	 15	 10	 2	 1	 3	 4	
6	 14	 0	 0	 0	 0	 0	
7	 14	 0	 0	 0	 0	 0	
8	 14	 0	 0	 0	 0	 ‐‐‐	
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Ursache	 für	 die	 Entstehung	 des	 Makrolunkers	 ist	 die	 Ausbildung	 eines	 lokalen	
„Hot‐Spots“	im	Bereich	des	Deckbands.	Durch	den	zusätzlichen	Linienblattspeiser	
wird	 am	 Übergang	 vom	 Schaufelblatt	 zum	 Deckband	 ein	 größerer	Wärmeinhalt	
generiert,	der	das	Speisungsverhalten	negativ	beeinflusst.	Als	Gegenmaßnahme	ist	
eine	 Optimierung	 der	 Deckbandspeisergeometrie	 vorzunehmen.	 Das	 Auftreten	
von	oberflächlichen	Gasporen	ist	über	der	gesamten	Vorserienproduktion	dagegen	
verhältnismäßig	gering.	
	
8.2.3. Bewertung innerer Defekte mittels Röntgen‐ und CT‐Analyse 
Die	wesentlichen	inneren	Defekte	bei	TiAl‐Gussteilen	sind	in	Einschlüssen	(insbe‐
sondere	 keramischen	 Ursprungs),	 Gasporen	 sowie	 Mikro‐	 und	 Makrolunker	 zu	
sehen.	Keramikeinschlüsse	in	einer	Größenordnung	von	wenigen	Millimetern	fin‐
den	sich	in	ca.	16	%	aller	untersuchten	Schaufeln.	Das	Defektvorkommen	bewegt	
sich	damit	 in	einem	moderaten	Rahmen.	Für	eine	wirtschaftliche	Serienfertigung	
ist	 jedoch	ein	Anteil	deutlich	unterhalb	von	5	%	erstrebenswert.	Auffällig	 ist	die	
Häufung	von	Keramikeinschlüssen	 in	 einzelnen	Clustern.	Bei	diesen	Clustern	 lag	
mutmaßlich	 eine	Vorschädigung	 in	Form	von	Krakeleerissen	 in	der	Frontschicht	
nach	dem	Sinterbrand	vor,	welche	im	Zuge	des	Thermoschocks	und	Schmelzeauf‐
pralls	während	der	Formfüllung	zu	entsprechenden	Abplatzungen	führen.	Ansons‐
ten	zeichnet	sich	der,	infolge	der	Stützwirkung,	leicht	gewölbt	ausgeführte	Vertei‐
lerboden	als	ausreichend	robust	aus.	Das	Auftreten	von	Gasporen	erweist	sich	nur	
als	 sporadisch	 und	 unkritisch	 für	 eine	 spätere	 Serienproduktion.	 Der	 bereits	 im	
vorherigen	 Kapitel	 aufgezeigte	 deutliche	 Qualitätsunterschied	 zwischen	 den	
Schaufeln	der	ersten	beiden	Versuchsreihen	(ohne	Linienblattspeiser)	und	der	Va‐
riante	 mit	 Linienblattspeiser	 (Produktionsreihe	 3)	 hinsichtlich	 der	 Mikrolunker	
entlang	der	Mittelachse	des	Schaufelblattes	setzt	sich	im	Inneren	des	Gussteils	fort.	
Insbesondere	bei	der	Gegenüberstellung	ausgewählter	CT‐Aufnahmen	zeigen	sich	
drastische	 Unterschiede	 (siehe	 Abbildung	 8‐12).	 Während	 die	 Schaufeln	 ohne	
LBS	Mikrolunker	 in	schwammförmiger	Ausprägung	über	die	gesamte	Profildicke	
aufweisen,	zeigen	die	Schaufeln	mit	LBS	keine	Anzeichen	von	Schwindungslunkern	
in	ihrem	Inneren.	
Der	 bei	 allen	 Varianten	 eingesetzte	 blockförmige	 Deckbandspeiser	 zeigt	 Schwä‐
chen	 in	der	Reproduzierbarkeit.	Abbildung	8‐13	 verdeutlicht	dies	 exemplarisch	
anhand	von	Röntgenbildern	der	Deckbänder	aller	12	Schaufeln	eines	Clusters.	So‐
wohl	 die	 Lage	 als	 auch	 die	 Form	des	Makrolunkers	 variiert	 dabei	 erheblich.	 Bei	
etwa	12	%	der	untersuchten	Schaufeln	reicht	dieser	sogar	bis	in	den	Bereich	des	
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finalen	Bauteils.	 Zur	 Stabilisierung	 einer	 zukünftigen	Produktion	 ist	 ein	Umstieg	
auf	 eine	modifizierte	 Deckbandspeisergeometrie	 notwendig.	 Denkbar	 sind	 dabei	
sowohl	 eine	 Reduzierung	 des	 Speiservolumens	 als	 auch	 eine	 stärkere	 Konturie‐
rung.	Die	Reduzierung	des	Speiservolumens	vermindert	die	Gefahr	der	Ausbildung	
eines	Wärmezentrums	nahe	der	Endkontur	wohingegen	eine	trichterförmige	Aus‐
führung	die	gelenkte	Erstarrung	begünstigt.	In	der	Folge	bildet	sich	der	Makrolun‐
ker	im	oberen	Bereich	des	Speisers	aus.	
	
Abbildung	 8‐12:	 Gegenüberstellung	 ausgewählter	 CT‐Aufnahmen	 des	 Schaufelblattes	
mit	 und	 ohne	 Linienblattspeiser.	 Das	 Gussteil	mit	 LBS	 zeigt	 im	Gegensatz	 zur	 Variante	
ohne	LBS	keine	Schwindungslunker	im	Inneren	des	Blattes.	
	
Abbildung	8‐13:	Unterschiedliche	Ausprägung	des	Makrolunker	im	Deckbandspeiser	für	
12	Schaufeln	eines	Clusters	der	2.	Produktionsserie.	 In	einigen	Fällen	reicht	der	Makro‐
lunker	bis	in	das	Endbauteil.	
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8.2.4. Analyse der Mikrostruktur gegossener Schaufeln 
Die	Morphologie	der	Mikrostruktur	in	den	einzelnen	Schaufelschnitten	entspricht	
den	Vorgaben	der	Spezifikation	an	eine	gegossene	und	wärmebehandelte	GE	48‐2‐
2	Legierung.	Die	starke	Abhängigkeit	der	Mikrostruktur	vom	Al‐Gehalt	wird	durch	
eine	verhältnismäßig	breite	Spezifikationen	seitens	der	OEMs	berücksichtigt.	Ein	
Unterschied	in	der	Gefügeausbildung	zwischen	Schaufeln	verschiedener	Versuchs‐
reihen	 ist	nicht	erkennbar.	Zudem	ist	eine	Bildung	von	α‐case	 in	den	Randberei‐
chen	bei	keiner	untersuchten	Schaufel	zu	verzeichnen.	Abbildung	8‐14	verdeut‐
licht	die	Mikrostruktur	anhand	repräsentativer	Bilder	aus	den	Schnitten	1	(Fuss)	
und	5	(Mitte	Schaufelblatt).	Der	Phasenanteil	gleichachsiger	γ‐Körner	liegt	in	bei‐
den	Schnitten	mit	ca.	70	%	im	Bereich	des	Duplex‐Gefüges,	welcher	sich	üblicher‐
weise	von	50	%	bis	80	%	erstreckt.	Oberhalb	dieser	Grenze	erfolgt	zunehmend	die	
Tendenz	zur	Bildung	eines	Near‐gamma‐Gefüges	mit	nur	noch	geringeren	Anteilen	
an	 lamellaren	α2/γ‐Körnern.	 Im	Gegensatz	zum	Phasenanteil	 sind	bei	der	gleich‐
achsigen	γ‐Korngröße	Unterschiede	zwischen	einzelnen	Bauteilbereichen	erkenn‐
bar.	Der	Mittelwert	reicht	von	121	µm	im	Schaufelblatt	(Schnitt	7)	bis	180	µm	im	
Schaufelfuss	(Schnitt	1),	wobei	sich	die	Korngrößenverteilung	als	relativ	homogen	
darstellt.	EBSD‐Untersuchungen	an	einer	Schaufel	in	drei	unterschiedlichen	Berei‐
chen	 des	 Schnittes	 5	 bestätigen	 die	 Ergebnisse	 der	 Lichtmikroskopie	 (sie‐
he	Abbildung	8‐15).	Die	Korngröße	verhält	 sich	 im	Profilschnitt,	 abgesehen	von	
einer	 geringen	Reduzierung	 in	 Richtung	 der	 Ein‐	 und	Austrittskante,	 annähernd	
gleich.	
	
Abbildung	8‐14:	 Repräsentative	Gefügebilder	 (polarisiertes	 Licht)	 aus	den	 Schnitten	1	
(links)	und	5	 (rechts)	der	2.	Produktionsserie.	Sowohl	 im	Schaufelfuss	 (S1)	als	auch	 im	
Schaufelblatt	 (S5)	 bildet	 sich	 ein	 Duplex‐Gefüge	 aus.	 Die	 Größe	 der	 gleichachsigen	 γ‐
Körner	nimmt	im	Schaufelblatt	aufgrund	des	geringeren	Querschnitts	und	der	damit	ver‐
bunden	schnelleren	Abkühlung	nach	dem	Guss	ab.	
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Abbildung	8‐15:	EBSD‐Untersuchungen	am	REM	zur	Bestimmung	der	Korngröße	über	
dem	 Profilschnitt	 der	 2.	 Produktionsserie.	 Die	 drei	Messbereiche	 liegen	 nahe	 der	 Aus‐
trittskante	(1),	in	der	Schaufelblattmitte	(2)	sowie	nahe	der	Eintrittskante	(3).	Das	Gefüge	
ist	 farbcodiert,	 so	 dass	 Körner	 gleicher	 Farbe	 eine	 gleiche	 Größenordnung	 besitzen.	 In	
Richtung	Ein‐	und	Austrittskante	reduziert	sich	die	γ‐Korngröße	leicht.	
Für	 weitere	 REM‐Untersuchungen	 hinsichtlich	 der	 Phasenanteile	 wurden	 die	
Schnitte	1,	5	und	7	ausgewählt,	da	diese	einen	repräsentativen	Überblick	der	Mik‐
rostruktur	vom	Fuss	über	das	Blatt	bis	nahe	an	das	Deckband	gewährleisten.	
Abbildung	8‐16	verdeutlicht	die	Lage	und	Ausprägung	der	α2‐Ti3Al‐Phase	und	der	
bcc‐B2‐Phase.	 Beide	 scheiden	 sich	 in	 geringen	Mengen	 sowohl	 als	 Partikel	 oder	
Lamelle	zwischen	oder	innerhalb	der	Kristallite	aus.	Sowohl	die	α2‐Phase	als	auch	
die	 bcc‐B2‐Phase	 erscheinen	 aufgrund	 ihrer	 abweichenden	 chemischen	 Zusam‐
mensetzung	hell	 im	grauen	Hintergrund	der	γ‐TiAl‐Phase.	Die	Untersuchung	des	
Mechanismus	zur	Ausbildung	dieser	und	weiter	Phasen	bei	der	Legierung	GE	48‐
2‐2	ist	Bestandteil	aktueller	Arbeiten	bei	Access	e.V.,	Aachen,	deren	Ergebnisse	in	
zukünftigen	Veröffentlichungen	zugänglich	sein	werden	[148].	
Eine	EDX‐Analyse	zur	Bestimmung	der	atomaren	Zusammensetzung	bestätigt	die	
getroffene	 Phasenzuordnung	 (siehe	 Tabelle	 8‐8).	 Eine	 Serie	 von	 6	 REM	 BSE‐
Bildern	mit	einer	untersuchten	Fläche	von	740	x	560	µm	je	Probe	ergeben	einen	
durchschnittlichen	Anteil	an	α2‐Phase	bzw.	bcc‐B2‐Phase	im	Bereich	von	5	%.	Da‐
bei	ist	kein	signifikanter	Unterschied	über	der	Schaufelblattlänge	erkennbar.	
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Abbildung	8‐16:	Exemplarisches	REM‐Bild	aus	Schnitt	5	zur	Darstellung	der	α2‐	und	bcc‐
B2‐Phasenverteilung.	 Aufgrund	 der	 unterschiedlichen	 Zusammensetzungen	 erscheinen	
beide	Phasen,	 im	Gegensatz	zur	dunklen	γ‐TiAl‐Phase,	hell.	Geringe	Mengen	 finden	sich	
als	Partikel	oder	Lamelle	sowohl	zwischen	als	auch	innerhalb	der	Kristallite.	
Tabelle	8‐8:	EDX‐Analyse	der	verschiedenen	Phasen	innerhalb	der	Mikrostruktur	
Messtelle	 Phase	 Ti	[At.	%] Al	[At.	%] Cr	[At.	%]	 Nb	[At.	%]
Spektrum	1	 α2	 56,4	 38,8	 2,8	 1,9	
Spektrum	2	 Bcc‐B2	 53,9	 34,5	 9,2	 2,4	
Spektrum	3	 γ	 48,9	 47,1	 1,7	 2,3	
	
	
Abbildung	8‐17:	Lokalisierung	der	Schwindungslunker	im	Schnitt	5	einer	Schaufel	der	2.	
Produktionsserie.	 Die	 Eindringtiefe	 der	 gelb	 markierten	 Defekte	 beträgt	 ca.	 1	 mm	 (2.	
Produktionsserie)	
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Im	Zuge	der	Untersuchungen	bezüglich	der	Schwindungslunker	bestätigen	sich	die	
Ergebnisse	der	Röntgen‐	CT‐Analyse.	Bei	den	Schaufeln	der	3.	Versuchsreihe	mit	
LBS	 sind	 keine	 Lunkerdefekte	 im	 Schliff	 erkennbar.	 Die	 maximale	 Eindringtiefe	
der	Mikrolunker	bei	den	Schaufeln	der	1.	und	2.	Versuchsreihe	ohne	LBS	liegt	bei	
1,8	mm.	Abbildung	8‐17	 verdeutlicht	 die	 Ausbildung	 und	 Eindringtiefe	 anhand	
des	 Schnittes	 5.	 Die	 Ergebnisse	 der	 Zugfestigkeitsuntersuchungen	 an	 20	 Proben	
fasst	Abbildung	8‐18	zusammen.	Der	Mittelwert	von	407	MPa	sowie	die	Streck‐
grenze	von	321	 liegen	 in	der	gleichen	Größenordnung	wie	bei	den	bisher	veröf‐
fentlichten	Werten	aus	der	Literatur	für	gegossene	Proben	der	Legierung	GE	48‐2‐
2	(siehe	Tabelle	2‐4	in	Kapitel	2.1.4).	Gleiches	gilt	für	die	Bruchdehnung	mit	ei‐
nem	Mittelwert	von	0,83	%.	
Tabelle	8‐9:	Zusammenfassung	der	Zugfestigkeitsuntersuchungen	
Parameter	 Mittelwert Stand.Abw. Maximum	 Minimum
Zugfestigkeit	Rm	[N/mm2]	 407 14 435	 375
Streckgrenze	Rp	0,2	[N/mm2]	 321 11 342	 304
Bruchdehnung	A	[%] 0,83 0,16 1,15	 0,39
Gleichmaßdehnung	Ag	[%]	 0,82 0,15 1,15	 0,39
E‐Modul	 160026 18030 182249	 119685
	
	
Abbildung	8‐18:	Auftragung	der	Ergebnisse	 für	Zugfestigkeit,	Streckgrenze	und	Bruch‐
dehnung	der	20	geprüften	Proben.	Abgesehen	von	einzelnen	Ausreißern	bei	der	Bruch‐
dehnung	ist	das	Streuband	verhältnismäßig	klein.	
Bewertung der Prozessstabilität anhand einer Kleinserienfertigung 
 
149 
8.3. Zusammenfassung der Prozessstabilität 
Die	Prozessstabilität	der	ersten	Kleinserienfertigung	von	mehreren	hundert	TiAl‐
Niederdruckturbinenschaufeln	 ist	 insgesamt	 befriedigend.	 In	 einer	 zukünftigen	
eingeschwungenen	Serienproduktion	ist	zudem	eine	weitere	Stabilisierung	zu	er‐
warten.	 Hinsichtlich	 der	 Produktivität	 ist	 dagegen	 aus	wirtschaftlichen	 Gründen	
eine	deutliche	Steigerung	notwendig.	Eine	Erhöhung	der	Anzahl	an	Schaufeln	pro	
Cluster	von	6	auf	12	erscheint	mit	einer	Adaption	des	12er	Clusters	aus	den	Ver‐
suchsserien	1	und	2	unproblematisch.	Da	hierdurch	das	Limit	der	Schmelzekapazi‐
tät	des	Tiegels	erreicht	würde,	ist	für	eine	abermalige	Steigerung	auf	mehr	als	12	
Schaufeln	pro	Guss	ein	Umstieg	auf	einen	5l‐Tiegel	unumgänglich.	
Die	geometrischen	Abweichungen	sind	in	allen	wesentlichen	Merkmalen	reprodu‐
zierbar	und	systematisch.	Zusammen	mit	dem	verhältnismäßig	kleinen	Streubän‐
dern	stellt	die	Maßhaltigkeit	daher	kein	Ausschlusskriterium	für	eine	Serienferti‐
gung	dar.	Neben	der	Herstellung	einer	Metallmatrize	mit	integrierten	Linienblatt‐
speiser	steht	zudem	eine	Anpassung	des	Skalierfaktors	in	Bezug	auf	die	Gasraum‐
länge	 im	Lastenheft	 der	 nächsten	Gießserie.	Die	 vorhandene	Durchbiegung	 lässt	
sich	dagegen	über	eine	Korrektur	im	Setter	beheben.	
Der	 Linienblattspeiser	 hat	 sich	 als	 unverzichtbares	 Instrument	 für	 die	 Eliminie‐
rung	 der	 Schwindungslunker	 in	 der	Mittelachse	 der	 Schaufel	 erwiesen.	 Oberflä‐
chendefekte	in	Form	von	Kaltläufen	können	anhand	von	Optimierungen	hinsicht‐
lich	 der	 Kippkurve	 und	 der	 Schaufelgeometrie	 auf	 ein	 niedriges	 Niveau	 einge‐
schränkt	werden.	Risse	 in	der	Fussplattform,	die	zu	Beginn	der	3.	Versuchsreihe	
eine	signifikante	Rolle	spielen,	 lassen	sich	über	eine	gezielte	Schwächung	der	ke‐
ramischen	 Formschale	 vermeiden.	 Der	 aus	 dem	 Einsatz	 des	 LBS	 resultierende	
Makrolunker	 im	Deckband	 (bei	 31	%	aller	 Schaufeln)	 ist	 über	 eine	Optimierung	
der	 Speisergeometrie	 zu	 kontrollieren.	 Eine	 Anpassung	 des	 Deckbandspeiserde‐
signs	zur	Prozessstabilisierung	ist	unabhängig	vom	LBS	generell	ratsam.	Gleichzei‐
tig	eröffnet	die	Modifikation	des	Deckbandspeisers	die	Chance	den	Bearbeitungs‐
aufwand	zu	reduzieren.	Lokale	Modifikationen	in	den	Wandstärken	von	Fussplatte	
und	Deckband	 bieten	 zudem	die	Möglichkeit	 Kaltläufe	 zu	 verhindern	 und	 damit	
die	Ausbringung	zu	steigern.	Das	vorliegende	Gefüge	entspricht	den	Vorgaben	an	
eine	Turbinenschaufel	aus	der	Legierung	GE	48‐2‐2,	so	dass	mit	den	daraus	resul‐
tieren	Kennwerten	 für	die	mechanischen	Eigenschaften	die	bisherigen	Literatur‐
werte	bestätigt	werden	können.	
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9. Zusammenfassung und Ausblick 
Im	Rahmen	dieser	Arbeit	 ist	mit	der	Kleinserienfertigung	von	594	Schaufeln	das	
Ziel	 erreicht	worden,	 eine	 stabile,	 reproduzierbare	 Prozesskette	 zur	 Herstellung	
gegossener	 near‐net	 shape	 TiAl‐Niederdruckturbinenschaufeln	 für	 Flugzeug‐
triebwerke	zu	entwickeln,	wenngleich	für	eine	erfolgreiche	Zertifizierung	und	spä‐
tere	wirtschaftliche	Serienfertigung	weitere	Steigerungen	hinsichtlich	der	Repro‐
duzierbarkeit	 notwendig	 erscheinen.	 Wesentliche	 Herausforderungen,	 z.	B.	 die	
Definition	 eines	 grundlegenden	 Gießkonzeptes	 und	 der	 anschließende	 Übertrag	
auf	 eine	 Produktionsanlage,	 die	Darstellung	 der	 Abbildbarkeit	 komplexer,	 dünn‐
wandiger	 Schaufelgeometrien,	 sowie	 die	 Einhaltung	 der	 Dimensionstoleranzen	
innerhalb	einer	Kleinserienfertigung,	konnten	im	Verlauf	der	Arbeit	mittels	geziel‐
ter	Optimierungen	gelöst	werden.	Der	Linienblattspeiser	hat	sich	dabei	als	ein	un‐
verzichtbares	Instrument	der	Gießtechnik	für	die	Eliminierung	der	Schwindungs‐
lunker	im	Schaufelblatt	erwiesen.	Im	Verlauf	der	drei	Produktionsserien	ist	es	zu‐
dem	 gelungen,	 durch	 gezielte	 Anpassungen	 hinsichtlich	 der	 Kippkurve	 und	 der	
Schaufelgeometrie	das	Auftreten	 von	Kaltläufen	 jeglicher	Form	auf	 ein	niedriges	
Niveau	zu	senken.	Mit	einer	gezielten	Schwächung	der	Formschale	 (Reduzierung	
der	Schichtanzahl)	lässt	sich	zudem	das	partielle	Auftreten	von	Rissen	in	der	Fuss‐
platte	aufgrund	zu	hoher	Eigenspannungen	vermeiden.	Die	geometrischen	Abwei‐
chungen	der	Bauteile	von	der	Sollgeometrie	sind	in	allen	wesentlichen	Merkmalen	
reproduzierbar	 und	 systematisch.	 Die	 zugehörigen	 Streubänder	 sind,	 unter	 Be‐
rücksichtigung	des	aktuellen	technologischen	Status,	als	verhältnismäßig	klein	zu	
bewerten	und	damit	als	unkritisch	für	das	weitere	Fortkommen	zu	betrachten.	Ob	
die	 eingesetzte	 keramische	 Formschale	 grundsätzlich	 tauglich	 ist,	 die	 engen	
Maßtoleranzvorgaben	erfüllen	zu	können,	ist	vor	dem	Aufsatz	der	Kleinserienfer‐
tigung	 im	Rahmen	einer	Brennofenvalidierung	geprüft	worden.	Der	Nachweis	ei‐
ner	ausreichend	homogenen	und	reproduzierbaren	Temperaturverteilung	erfolgte	
mittels	Thermoelement‐	Sinterring‐	und	keramischer	Probekörpermessungen.	
Das	 große	 Potential	 des	 Schleuderfeingießens	 ist	 bereits	 während	 der	 grundle‐
genden	Untersuchungen	 auf	 der	 Linn‐Gießanlage	 anhand	 der	 erfolgreichen	Her‐
stellung	von	Prototypenschaufeln	mit	einer	Austrittskantendicke	von	0,7	mm	be‐
wiesen	worden.	Nach	dem	Transfer	der	Technologie	auf	die	Leicomelt‐Gießanlage	
im	 Industriemaßstab	 und	wesentlichen	 Optimierungen	 hinsichtlich	 der	 Prozess‐
zeit,	des	Leistungskurvenverlaufs	und	der	Drehzahl	liegt	das	Limit	der	Abbildbar‐
keit	dagegen	mit	1,5	mm	um	einiges	höher.	Zu	begründen	ist	die	schlechtere	Form‐
füllung	mit	einer	verhältnismäßig	langsamen	Tiegelkippung	sowie	längerer	Fließ‐
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wege,	die	in	Summe	zu	einem	deutlich	längeren	Gießvorgang	führen.	Während	der	
Formfüllungsvorgang	in	der	LINN‐Gießanlage	bereits	nach	1,6	s	abgeschlossen	ist,	
verlässt	die	Schmelze	in	der	Leicomelt‐Gießanlage	zu	diesem	Zeitpunkt	gerade	den	
Tiegel,	so	dass	eine	vollständige	Formfüllung	der	Kavitäten	erst	nach	3,5	s	erreicht	
wird.	 Aufgrund	 der	 vergleichsweise	 geringen	 Fließfähigkeit	 sowie	 der	 einge‐
schränkten	Nachspeisung	 ist	grundsätzlich	ein	möglichst	schneller	Formfüllungs‐
vorgang	anzustreben.	
Im	Zuge	der	Kippkurvenoptimierung	ist	es	gelungen,	die	Grenze	der	Abbildbarkeit	
je	nach	Schaufeldesign	auf	ca.	1,0‐1,2	mm	zu	senken.	Neben	der	Generierung	eines	
konstanten	Schmelzestroms	in	die	Formschale	lässt	sich	die	Ausfließzeit	am	Gieß‐
trichter	von	3	auf	1,9	s	(‐37	%)	reduzieren.	Vergleichsabgüsse,	sowohl	mit	der	op‐
timierten	als	auch	der	bereits	bestehenden	Kippkurve	ergeben	eine	Steigerung	der	
Erfolgsquote,	d.h.	 einem	Anteil	 an	Schaufeln	ohne	Anzeichen	von	Kaltläufen,	von	
52	auf	95	%.	Einen	Schritt	weiter	gehen	die	Untersuchungen	zur	Modifizierung	der	
Tiegelkippmimik.	Mittels	Wassermodellversuchen	und	der	numerischen	Simulati‐
on	lässt	sich	der	reale	Ausfließvorgang	aus	dem	Tiegel	und	Gießtrichter	vorhersa‐
gen.	 Insgesamt	 verspricht	 die	 modifizierte	 Tiegelkippmimik	 mit	 einer	 Kippach‐
senposition	nahe	am	Tiegelrand	durch	einen	schnelleren	Ausgießvorgang	(Steige‐
rung	des	mittleren	Massenflusses	um	75	%)	eine	deutliche	Steigerung	der	Abbild‐
barkeit	 gegenüber	 der	 ursprünglichen	 Kippmimik.	 Mit	 der	 Substitution	 des	 2l‐
Tiegels	durch	einen	5l‐Schmelztiegel	ist	eine	abermalige	Steigerung	des	mittleren	
Massenfluss	um	65	%	möglich.	Die	Umsetzung	dieser	Erkenntnisse	in	die	Praxis	ist	
aufgrund	umfangreicher	Umbaumaßnahmen	nicht	 Bestandteil	 dieser	Arbeit.	Der	
alternative	Weg,	 den	 mittleren	 Massenfluss	 mittels	 Pennytechnologie	 positiv	 zu	
beeinflussen	hat	sich	dagegen	als	untauglich	erwiesen.	Zwar	konnte	ein	Rückstau	
der	 Schmelze	 sowie	 deren	 Beruhigung	 realisiert	 werden,	 das	 verhältnismäßig	
langsame	Aufschmelzen	des	Pennys	verhindert	aber	einen	positiven	Effekt	auf	die	
Ausfließcharakteristik.	 Hierfür	 wäre	 ein	 schlagartiges	 Aufschmelzen	 des	 Pennys	
notwendig.	
Zur	 Abschätzung	 der	 Gießbarkeit	 eines	 Turbinenschaufeldesigns	 ist	 stets	 eine	
ganzheitliche	Betrachtung	der	Geometrie	von	Nöten.	Aus	der	Definition	der	gieß‐
technischen	Designlimitierungen	 folgt,	 dass	 nicht	 allein	 die	 Austrittskantendicke	
als	 isolierter	Indikator	für	die	Abbildbarkeit	heranzuziehen	ist,	sondern	vielmehr	
das	Augenmerk	auf	dem	Wechselspiel	mit	dem	Profilverlauf	und	der	Sehnenlänge	
liegen	 sollte.	 So	 lassen	 sich	 z.	B.	mit	 einer	Vergrößerung	des	Keilwinkels,	d.h.	 ei‐
nem	steileren	Anstieg	der	Profildicke,	dünnere	Austrittskantendicken	bis	1,0	mm	
erfolgreich	 darstellen.	 Eine	 ausschließlich	 lokale	 Aufdickung	 der	 Austrittskante	
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zeigt	sich	dagegen	als	weniger	vielversprechend.	Den	negativen	Einschränkungen	
in	 der	 Abbildbarkeit	 beim	 Transfer	 auf	 die	 Leicomelt	 steht	 ein	 Anstieg	 der	 her‐
stellbaren	 Schaufeln	 pro	 Gussvorgang	 gegenüber.	 Während	 sich	 mit	 der	 Linn‐
Gießanlage	jeweils	nur	ein	Bauteil	realisieren	lässt,	können	mit	der	Leicomelt	bis	
zu	 12	 Schaufeln	 gleichzeitig	 produziert	werden.	 Als	 Ausgangspunkt	 für	 den	 An‐
stieg	der	maximal	gießbaren	Anzahl	an	Bauteilen	dient	die	Eignungsprüfung	ver‐
schiedener	 Gießkonzepte.	 Der	 „Karussell“‐Aufbau	 mit	 nach	 außen	 geneigten	
Schaufeln	besitzt	dabei	sowohl	bezüglich	der	maximalen	Anzahl	an	Schaufeln	pro	
Guss	als	auch	der	Abbildbarkeit,	das	größte	Potential.	Mit	diesem	Konzept	 ist	 es	
innerhalb	 der	 Arbeit	 schlussendlich	 gelungen,	 die	 Anzahl	 an	 Schaufeln	 pro	Guss	
von	3	(adaptiertes	Lauf‐	und	Anschnittsystem	aus	den	Vorversuchen)	auf	die	be‐
sagten	 12	 (Karussell‐Aufbau)	 zu	 steigern.	 Zusammen	mit	 dem	 Vorwärmkonzept	
„Heizkassette“	 stellt	 diese	Kombination	 somit	 auch	aus	wirtschaftlicher	Sicht	 ein	
vielversprechendes	Gesamtpaket	dar.	
Nachdem	 es	 im	Rahmen	 dieser	 Arbeit	 gelungen	 ist,	 den	 technologischen	Grund‐
stein	für	eine	zukünftige	Serienproduktion	zu	legen,	rücken	nun	im	weiteren	Ver‐
lauf	sukzessive	wirtschaftliche	Aspekte	in	den	Vordergrund.	So	ist	z.	B.	im	Hinblick	
auf	 eine	 kommende	 Produktionsserie	 unter	 ökonomischen	 Gesichtspunkten	 der	
Linienblattspeiser	in	den	12er	Cluster‐Aufbau	einzubinden.	Mit	diesem	Schritt	wä‐
re	die	Schmelzekapazität	des	2l‐Tiegels	erschöpft,	so	dass	eine	nochmalige	Steige‐
rung	der	Schaufelanzahl	den	Umstieg	auf	eine	5l‐Variante	erfordert.	Die	Fertigung	
einer	Metallmatrize	mit	integriertem	LBS	für	den	Wachsspritzvorgang	ist	hinsicht‐
lich	der	Maßhaltigkeit	unerlässlich.	Neben	einer	Anpassung	des	Skalierfaktors	 in	
Schaufellängsrichtung	 zur	 Einstellung	 der	 geforderten	 Gasraumlänge	 bietet	 sich	
ferner	 eine	Vorspannung	 der	Wachslinge	 im	 Setter	 zur	Korrektur	 der	Durchbie‐
gung	 an.	 Eine	 weitere	 Prozessstabilisierung	 ist	 mittels	 einer	 Modifizierung	 des	
Deckbandspeisers	zu	erzielen,	wodurch	sich	einerseits	die	Lage	des	Makrolunkers	
besser	 kontrollieren	und	 andererseits	 der	Bearbeitungsaufwand	der	 nachfolgen‐
den	Schleifoperationen	reduzieren	 lässt.	Da	sich	die	geforderten	Austrittskanten‐
dicken	den	Endbauteils	von	0,7	mm	bisher	gießtechnisch	nicht	darstellen	 lassen,	
ist	für	das	weitere	Vorgehen	eine	enge	Verknüpfung	von	Guss‐	und	Bearbeitungs‐
strategie	vorzunehmen,	da	der	aktuelle	Aufsatz	neben	der	finalen	Fuss‐	und	Deck‐
bandbearbeitung	 auch	 ein	 Bearbeitungsschritt	 am	 Schaufelblatt	 erforderlich	
macht.	Mit	der	anstehenden	Umsetzung	der	modifizierten	Tiegelkippmimik	in	die	
Praxis	 ist	 ein	 aussichtsreicher	 Weg	 gefunden	 worden,	 um	 zukünftig	 wesentlich	
dünnere	 Austrittskantendicken	 abzubilden	 und	 damit	 die	 Schaufelblattbearbei‐
tung	deutlich	zu	reduzieren.	
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11. Abkürzungsverzeichnis 
ACARE	 Advisory	Council	for	Aeronautic	Research	in	Europe	
BDT	 Brittle	to	Ductile	Transition
BMBF	 Bundesministerium	für	Bildung	und	Forschung	
BSE	 Backscatter	Electron	Imaging
cc/cv	 concave/convex
CFD	 Computational	Fluid	Dynamics
CHM	 Cold	Hearth	Melting
CLV	 Countergravity	Low	Pressure	Vacuum
CMC	 Ceramic	Matrix	Composite
CT	 Computertomographie
EBM	 Electron	Beam	Melting
EBSD	 Electron	Backscatter	Diffraction
ECM	 Electro	Chemical	Milling
EDX	 Energie	Disperse	X‐Ray
EM‐Feld	 Elektromagnetisches	Feld
E‐Modul	 Elastizitätsmodul
ESR	 Electroslag	Remelting
FPI	 Fluorescent	Penetrant	Inspection
HIP	 Heißisostatisches	Pressen
ISM	 Induction	Skull	Melting
KIT	 Kaltwandinduktionstiegel
LBS	 Linienblattspeiser
LPT6	 Low	Pressure	Turbine	Stage	6
MMC	 Metal	Matrix	Composite
OEM	 Original	Equipment	Manufacturer
PAM	 Plasma	Arc	Melting
PTCR	 Process	Temperature	Control	Ring
PU	 Polyurethane
RP	 Rapid	Prototyping
RT	 Raumtemperatur
SLM	 Selective	Laser	Melting
VAR	 Vacuum	Arc	Remelting
VIM	 Vacuum	Induction	Melting
WBH	 Wärmebehandlung
XD	 Exothermic	Dispersion
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12. Kurzbeschreibung 
Der	weltweiten	Luftfahrt	wird	langfristig	(2012‐2031)	eine	jährliche	Wachstums‐
rate	von	annähernd	5,0	%	prognostiziert,	womit	eine	Verdoppelung	des	weltwei‐
ten	Passagier‐	und	Frachtaufkommens	innerhalb	der	nächsten	15‐20	Jahre	einher‐
geht.	 Aufgrund	 der	 damit	 verbundenen	 Folgen	 für	 die	Umwelt	 sind	 2011	 in	 der	
von	der	EU	veröffentlichten	Vision	Flightpath	2050	ambitionierte	Ziele	zur	Schad‐
stoff‐	und	Lärmemissionsreduktion	(u.a.	CO2‐Reduzierung	von	75	%	bezogen	auf	
das	 Jahr	2000)	 formuliert	worden.	Allein	die	Optimierung	 zukünftiger	 Flugzeug‐
triebwerke	hinsichtlich	einer	Steigerung	des	Wirkungsgrades	und	der	Gewichtsop‐
timierung	bietet	ein	Einsparpotential	an	CO2‐Emissionen	von	15‐20	%	
Die	 Substitution	 der	 momentan	 im	 Hochtemperaturbereich	 eingesetzten,	 sehr	
schweren	Eisen‐	und	Nickelbasissuperlegierungen	durch	neue,	leichtere	Werkstof‐
fe	ist	dabei	eine	vielversprechende	Möglichkeit	zur	Erreichung	dieser	Ziele.	Neben	
der	 generellen	Gewichtsersparnis	 lassen	 sich	 zudem	die	Ansprechzeiten	 von	be‐
weglichen	Komponenten	um	bis	zu	50	%	steigern.	
Im	Fokus	dieser	Arbeit	stehen	die	Titanaluminid‐Legierungen	auf	Basis	von	γ‐TiAl	
und	 α2‐Ti3Al,	 welche	 die	 Attribute	 „leicht,	 korrosionsbeständig	 und	 extrem	 fest“	
miteinander	vereinen.	Aufgrund	ihres	Einsatzpotentials	bei	moderaten	bis	hohen	
Temperaturen	(500°C‐800°C)	 ist	dieses	Material	besonders	attraktiv	 für	die	Her‐
stellung	von	rotierenden	Turbinenschaufeln	und	Turbinenrädern.	Die	vergleichs‐
weise	 schwierige	 Verarbeitung	 des	 zugleich	 sehr	 harten	 und	 spröden	 sowie	 im	
schmelzflüssigen	 Zustand	 außerordentlich	 reaktiven	 Werkstoffs	 stellt	 eine	 der	
größten	Hürden	bei	der	flächendeckenden	Einführung	von	TiAl‐Bauteilen	dar.	
Die	near‐net	shape	Gussroute	bietet	sich	zur	kosteneffizienten	Fertigung	von	TiAl‐
Niederdruckturbinenschaufeln	 im	 industriellen	 Maßstab	 an.	 Eine	 erfolgreiche	
Herstellung	einzelner	endabmessungsnaher	Prototypen	mittels	Schleuderfeinguss	
wurde	bereits	in	der	Vergangenheit	demonstriert,	der	Übertrag	auf	einen	industri‐
ellen	Standard	blieb	diesem	Ansatz	aber	bislang	verwehrt.	
Ziel	dieser	Arbeit	ist	es,	aufbauend	auf	der	bereits	erlangten	technologischen	Basis,	
eine	stabile,	reproduzierbare	Prozesskette	für	die	Fertigung	von	gegossenen	near‐
net	 shape	 TiAl‐Niederdruckturbinenschaufeln	 (bis	 ca.	 300	mm	 Länge)	 für	 Flug‐
zeugtriebwerke	zu	entwickeln	und	damit	den	Grundstein	für	eine	zukünftige	Seri‐
enproduktion	zu	legen.	Hierdurch	kann	das	große	Potential	des	schwierig	zu	pro‐
zessierenden	 intermetallischen	Werkstoffs	 in	 ein	 breites	Anwendungsfeld	 inner‐
halb	der	Luftfahrt	überführt	werden.	Das	Bauteil,	der	Werkstoff	sowie	die	Prozess‐
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schritte	 können	 in	 diesem	Zusammenhang	 nicht	 isoliert	 sondern	 nur	 als	 Ganzes	
betrachtet	werden.	
Neben	der	grundlegenden	Definition	eines	Gießkonzepts	und	den	dazugehörigen	
Prozessparametern	sowie	dem	darauffolgenden	Technologietransfer	auf	 ein	 spe‐
ziell	für	die	Herstellung	von	TiAl‐Bauteilen	entwickeltes	Produktionsaggregat	liegt	
ein	wesentlicher	 Schwerpunkt	 der	 Technologieentwicklung	 innerhalb	 dieser	 Ar‐
beit	auf	der	umfangreichen	Optimierung	des	Gießvorgangs.	Hierbei	stehen	sowohl	
der	 Schmelzefluss	 bis	 zur	 Formschale	 als	 auch	 die	 Formfüllung	 der	 Kavitäten	
selbst	auf	dem	Prüfstand.	Es	zeigt	sich,	dass	erst	eine	gezielte	Anpassung	des	Tie‐
gelkippvorgangs	sowie	der	Anschnitt‐	und	Speisertechnik	die	Abbildbarkeit	einer	
komplexen,	 dünnwandigen	 Schaufelgeometrie	 ermöglichen.	 Der	 Tauglichkeits‐
nachweis	 der	 eingesetzten	Keramik	 sowie	 des	 Brennofens	 bezüglich	 der	 Einhal‐
tung	der	Dimensionstoleranzen	bilden	in	der	Folge	die	Basis	für	eine	Kleinserien‐
fertigung	 von	 600	 Turbinenschaufeln,	 dessen	 Aufsatz	 sämtliche	 im	 Vorfeld	 ge‐
wonnenen	Erkenntnisse	vereint.	Der	Nachweis	einer	stabilen	und	reproduzierba‐
ren	 Prozesskette	 erfolgt	mittels	 einer	 Bewertung	 der	 Prozessstabilität	 und	 Bau‐
teilqualität.	
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13. Abstract 
Global	 air	 traffic	 is	predicted	 to	 rise	 long‐term	(2012‐2031)	at	 an	annual	 rate	of	
almost	5	%,	signifying	a	100%	increase	in	passenger	and	freight	volumes	over	the	
next	 15‐20	 years.	 In	 view	of	 the	 environmental	 consequences,	 2011	 saw	 the	 re‐
lease	by	the	EU	of	Vision	Flightpath	2050,	which	sets	ambitious	goals	for	pollution	
and	noise	reduction	(including	a	75	%	reduction	 in	CO2,	 taking	 the	year	2000	as	
benchmark).	A	potential	CO2	emission	saving	in	the	order	of	15‐20	%	is	achievable	
simply	by	stepping	up	the	efficiency	and	optimizing	the	weight	of	aircraft	 jet	en‐
gines.	
One	 promising	 option	 for	 achieving	 these	 targets	 is	 the	 substitution	 of	 the	 very	
heavy	 iron	 and	 nickel‐based	 super	 alloys	 currently	 in	 use	 for	 high	 temperature	
applications	 by	 new,	 lighter	 materials.	 Alongside	 the	 general	 weight‐saving	
achievable,	this	development	will	also	enable	an	increase	in	the	response	times	for	
movable	components	by	up	to	50	%.	
The	 current	work	 focuses	 on	 titanium	 aluminide	 alloys	 based	 on	 γ‐TiAl	 and	 α2‐
Ti3Al,	 which	 combine	 the	 attributes	 „light,	 corrosion‐protected	 and	 extremely	
tough“.	The	application	potential	of	this	material	at	moderate	to	high	temperatures	
(500°C‐800°C)	makes	it	a	particularly	attractive	option	for	manufacturing	rotating	
turbine	 blades	 and	wheels.	 The	main	barrier	 to	 the	 general	 introduction	 of	 TiAl	
components	is	the	nature	of	this	material:	very	hard	and	brittle,	and,	in	a	melt,	ex‐
tremely	reactive.	
Cost‐effective	manufacture	of	TiAl	 low	pressure	 turbine	blades	on	 the	 industrial	
scale	 is	 achievable	 by	 the	 near‐net	 shape	 casting	 approach.	 The	manufacture	 of	
single	near	net	 shape	prototypes	using	 centrifugal	 casting	has	already	been	 suc‐
cessfully	demonstrated.	However,	 transferring	 this	 approach	 to	 industrial	 stand‐
ard	has	not	hitherto	been	possible.	
Starting	from	the	current	technological	platform	already	achieved,	this	work	aims	
to	develop	a	stable	and	reproducible	manufacturing		process	chain,	thus	laying	the	
foundation	 for	 future	 series	 casting	 of	 near‐net	 shape	TiAl	 low	pressure	 turbine	
blades	(up	to	approx.	300	mm	in	length)	for	jet	engines.	This	will	enable	the	trans‐
fer	 of	 the	 huge	 potential	 of	 this	 difficult‐to‐process	 intermetallic	 material	 to	 a	
broad	field	of	application	within	the	aerospace	industry.	This	calls	for	close	inves‐
tigation	of	component,	material	and	the	various	process	steps	as	a	complex,	rather	
than	in	isolation.	
Alongside	the	fundamental	definition	of	a	casting	concept	and	corresponding	pro‐
cess	parameters,	and	the	subsequent	technology	transfer	to	production	plant	spe‐
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cifically	developed	for	the	production	of	TiAl	components,	an	essential	focus	of	the	
technology	development	within	 the	scope	of	 this	paper	 is	an	all‐round	optimiza‐
tion	of	the	casting	process.	Not	only	the	melt	 flow	up	to	the	shell	mould	but	also	
mould‐filling	 of	 the	 cavities	 is	 covered	 in	 this	 research.	 It	 is	 demonstrated	 that	
modelling	 a	 complex,	 thin‐walled	 blade	 geometry	 is	 only	 achievable	 by	 goal‐
oriented	adaptation	of	the	crucible	tilt	process	and	the	gating	and	feeder	technolo‐
gy.	Verification	of	the	suitability	of	both	the	ceramic	material	and	furnace	used	in	
being	able	to	meet	the	dimensional	tolerances	demanded	then	provides	the	basis	
for	the	production	of	a	small	series	of	600	turbine	blades,	the	setting	up	of	which	is	
based	on	bringing	together	knowledge	previously	obtained.	Verification	of	a	stable	
and	 reproducible	 process	 chain	 is	 executed	 by	 evaluating	 process	 stability	 and	
component	quality.	
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